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Steigende Leistung und gleichzeitige Gewichtsreduktion haben in den letzten Jahren
die Bauteilbelastungen der PKW-Motoren stetig ansteigen lassen [1]. Neben den durch
steigenden Verbrennungsdruck und zunehmende Maximaltemperatur hochbelasteten, di-
rekteinspritzenden Dieselmotoren [2, 3] sind auch die Ottomotoren, bei denen stets ein
Kompromiss in der Werkstoffwahl zwischen wachsender Belastung und gleichzeitiger Ko-
stenreduktion zu treffen ist, an ihrer Belastungsgrenze angelangt. Für weitere Fortschrit-
te sind deswegen Verbesserungen in der Prognosefähigkeit von Lebensdauervorhersagen
notwendig, um bereits in der frühen Phase des Produktentstehungsprozesses eine Gestal-
tungsverbesserung hinsichtlich einer optimalen Werkstoffausnutzung bei gleichzeitigem
Erreichen der Lebensdauerziele zu ermöglichen [4]. Nachdem die Diskretisierung der ver-
wendeten FEM-Modelle einen sehr hohen Stand erreicht hat, ist die Verbesserung der
Materialmodellierung ein wichtiger Ansatzpunkt für eine Verbesserung der Aussagege-
nauigkeit [5].
1.2 Problemstellung und Zielsetzung
Eine CAE-Analyse der thermomechanischen Lebensdauer stellt aufgrund zahlreicher
Schwierigkeiten ein komplexes Problem dar. Diese Schwierigkeiten entstehen durch die
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verschiedenen Schritte, die für eine Lebensdaueranalyse nötig sind, siehe Abbildung
1.1:
• Die Identifikation und Beschreibung der thermomechanischen Belastung in einem
geeigneten Modell
• Die Wahl eines geeigneten Werkstoffgesetzes zur adäquaten Beschreibung des me-
chanischen Verhaltens
• Ein materialspezifischer Parameter für die Akkumulation der Schädigung
• Ein den Kundenanforderungen entsprechendes Lebensdauerkriterium, das den scha-
densfreien Betrieb gewährleistet.
Die Belastungen und das Werkstoffgesetz bestimmen die Verformungsantwort des Mo-
dells. Basierend auf dieser Antwort kann mit dem Schädigungsparameter eine Lebens-
dauer abgeschätzt und dem Lebensdauerkriterium gegenübergestellt werden. Für eine
komplette Lebensdauermethodik darf man sich nicht auf die einzelnen Punkte des Pro-
blems konzentrieren, sondern muss sie, da sie miteinander verknüpft sind, als eine globale
Vorgehensweise für die Lebensdaueranalyse betrachten.
Abbildung 1.1: Prinzip einer CAE-Lebensdaueranalyse
Im Rahmen dieser Arbeit sollen die einzelnen Schritte untersucht und der Weg zur
Erstellung einer kompletten Lebensdauermethodik für die thermisch-mechanische Bela-
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stung von Zylinderköpfen beschrieben werden. Es soll versucht werden eine Verknüp-
fung zwischen den werkstoffkundlichen Aspekten der meistverwendeten Aluminium-
Gusslegierungen und der numerischen Simulation zu erreichen. Ziel ist es, zum einen
gezieltere Versuchsrandbedingungen aus Berechnungen der Bauteilbeanspruchung im
Motorbetrieb abzuleiten und zum anderen eine belastbare Lebensdaueraussage für die
Entwicklung von neuen Motorgenerationen zu ermöglichen. Dabei ist eine genaue Kennt-
nis der Beanspruchungssituation, der relevanten Belastungsgrößen und der Schädigungs-
entwicklung im Werkstoff nicht nur für die Auslegung von Interesse, sondern beantwortet
auch wichtige Fragen für eine zielgerichtete Optimierung und Weiterentwicklung der ver-
wendeten Legierungen.
1.3 Aufbau
Die nötigen Schritte zur Analyse der thermisch-mechanischen Ermüdung von Aluminium-
Silizium-(Al-Si)-Gusslegierungen werden in dieser Arbeit im Einzelnen vorgestellt und
diskutiert. Dabei erfolgt die Bearbeitung der werkstoffkundlichen, der werkstoffmecha-
nischen und der simulationstechnischen Fragestellungen.
In der vorliegenden Arbeit wird eine Aluminium-Silizium-Legierung (AlSi8Cu3), die für
den Einsatz als Zylinderkopfwerkstoff bei Ottomotoren weitverbreitet ist, in zwei re-
levanten Gefügezuständen untersucht. Die beiden Gefügezustände resultieren aus den
häufigst eingesetzten Gießprozessen zur Herstellung von Zylinderköpfen. Es erfolgt eine
Charakterisierung des Alterungsverhaltens mit Hilfe von Auslagerungsversuchen mit an-
schließender Härtemessung, sowie die Charakterisierung des Wechselverformungs- und
Lebensdauerverhaltens unter isothermer und thermisch-mechanischer Ermüdungsbean-
spruchung. Die sich im Motorbetrieb einstellende Schädigungseinleitung bei thermisch-
mechanischer Ermüdungsbeanspruchung wird mit der Rissinitierung an Proben vergli-
chen. Ausgehend von den Ergebnissen der zyklischen Versuche erfolgt die Modellbildung
des Verformungs- und Lebensdauerverhaltens für die Simulation, der sich im Motor-
betrieb einstellenden thermisch-mechanischen Belastung. Für die Modellierung werden
Bausteine gewählt, die geeignet sind, die relevanten Phänome der Al-Si-Legierungen bei
thermisch-mechanischer Beanspruchung zu beschreiben und so eine möglichst präzise
Einschätzung der resulierenden Lebensdauersituation im Zylinderkopf zu ermöglichen.
Dabei wird versucht die werkstoffeigenen Streuungen hinsichtlich der sich einstellenden
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Verformungsantwort und damit verbundener Lebensdauer zu berücksichtigen. Gleich-
zeitig soll sichergestellt sein, dass die Anwendbarkeit im industriellen Kontext gegeben
ist. Im letzten Abschnitt wird die thermisch-mechanische Beanspruchungssituation im
Zylinderkopf durch CAE-Techniken charakterisiert. Dabei wird zum einen die Bean-
spruchungsituation im Zylinderkopf diskutiert und zum anderen den Beanspruchungen





2.1 Betriebsfestigkeit und TMF am Beispiel
Zylinderkopf
2.1.1 Funktionen und Anforderungen des Zylinderkopfes
Zylinderköpfe moderner Verbrennungsmotoren sind komplexe und vielseitig belastete
Bauteile. Im Allgemeinen werden die Zylinderköpfe als Gussteile hergestellt, die die fol-
genden primären Aufgaben erfüllen müssen. Der Brennraum muss in Kombination mit
dem Zylinder und Kolben dargestellt und abgeschlossen werden. Das Kurbelgehäuse,
das Kurbeltrieb und Kolben aufnimmt, muss über die Zylinderkopfdichtung abgedichtet
werden. Dazu ist eine hohe Steifigkeit der Konstruktion erforderlich. Die Ein- und Aus-
lasskanäle und der Ventiltrieb, der den Ladungswechsel steuert, müssen aufgenommen
werden. Die für die Gemischbildung und Zündung nötigen Systeme müssen integriert
werden. Zusätzlich muss die Kühlung der Struktur im Zylinderkopf dargestellt werden,
da die Wärmeabfuhr aus dem Brennraum primär über den Kolben und das Feuerdeck
des Zylinderkopfes erfolgt. Desweiteren muss die Schmierung des Ventiltriebes und der
Ölrücklauf in das Kurbelgehäuse integriert und die Gaskräfte aus der Verbrennung auf-
genommen werden [6, 7]. Bei der Konstruktion des Zylinderkopfes sollte die Gaskraft
über die Zylinderkopfschrauben in das Kurbelgehäuse eingeleitet werden und gleichzei-
tig eine hohe Pressung an der Zylinderkopfdichtung lasten, die über der Laufzeit des
Motors nicht zu stark abnehmen sollte, um die Dichtwirkung der Zylinderkopfdichtung
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sicherzustellen. Auf den Zylinderkopf wirken damit mechanische Beanspruchungen aus
Gaskräften und Schraubenkräften einerseits und thermisch induzierte Beanspruchun-
gen aus ungleichmäßiger Temperaturverteilung durch die Verbrennung andererseits [8].
Diese Ziele gilt es bei möglichst geringen Kosten und niedrigem Gewicht im Sinne des
allgemeinen Leichtbaus zu erreichen [9].
2.1.2 Betriebsfestigkeit
Durch zyklische Belastung eines Bauteils kann es zu einer Schädigung im Werkstoff
kommen, die schlussendlich zum Versagen des Bauteils führen kann.
Betriebsfestigkeit beschreibt die Eigenschaft eines Bauteils die absehbaren als auch zufäl-
lig auftretende statische und dynamische Belastungen im Rahmen seiner geplanten Le-
bensdauer und unter Berücksichtigung möglicher Umgebungsbedingungen schadensfrei
zu ertragen [10]. Die dynamischen Belastungsarten können dabei sowohl zyklische Lasten
im Sinn des Wöhler-Versuchs [11], wie auch schlagartige Beanspruchungen sein. Wichtig
ist dabei die Unterscheidung zwischen zweckorientiertem Betrieb und Missbrauch. Ein
betriebsfestes Bauteil ist nur bis zu einer bestimmten Schwingungs- oder Schlagampli-
tude ausgelegt und darf nach dem Überschreiten dieser Grenzbelastung versagen. Idea-
lerweise versagt ein sicherheitsrelevantes Bauteil lediglich durch Verformung und nicht
durch Bruch.
Desweiteren wird bei der Auslegung der Betriebsfestigkeit zwischen Dauerfestigkeit und
Zeitfestigkeit unterschieden werden. Bei einer dauerfesten Bemessung soll unterhalb ei-
ner bestimmten maximalen Beanspruchung kein Versagen auftreten. Einige Materialien
können bei dieser Art der Belastung unendlich viele Lastwechsel ertragen. Bauteile die
einem realen Betriebseinsatz unterliegen zeigen dieses Verhalten nur in Ausnahmefäl-
len und unter bestimmten Voraussetzungen. Im realen Einsatz tritt dies praktisch nicht
auf. Dieses Konzept aus dem 19. Jahrhundert wird auch heute noch vielfach eingesetzt,
zeigt jedoch nur bei der Einführung ausreichender Sicherheitsfaktoren zuverlässige Er-
gebnisse, die die auftretenden Beanspruchungen in einer Größe zulassen, dass im Betrieb
die Lebensdauergrenze des Bauteiles nicht erreicht wird. Beispiele dafür sind auch heu-
te noch bei vielen Komponenten zu finden z.B. des Schienenverkehrs (Radsatzwellen,
etc.) oder der Teile im Motorenbau, wie z.B. der Kurbelwelle. Für eine zeitfeste Bemes-
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sung befindet man sich im Bereich der Zeitfestigkeit. Zwischen der Zugfestigkeit und
der Dauerfestigkeit wird nur eine bestimmte Anzahl an Lastwechseln ertragen. Beispiele
sind viele Bauteile im Fahrzeugbau, wie z.B. Flugzeugkomponenten und Fahrwerksteile
am Automobil, oder eben der Zylinderkopf unter thermisch-mechanischer Ermüdungs-
belastung.
2.1.3 Thermisch-mechanische Ermüdungsbeanspruchung
In Bauteilen mit hohen Beriebstemperaturen können während des An- und Abfahrens
und im Betrieb zeitlich und räumlich inhomogene Temperaturfelder auftreten. Diese
Temperaturfelder können durch teilweise oder vollständige Behinderung der thermischen
Dehnung mechanische Dehnungen induzieren. Durch die Abfolge von Start-Stoppzyklen
und Betriebspunktänderungen ergeben sich thermisch induzierte Spannungs-Dehnungs-
zyklen, welche zum Versagen des Werkstoffs durch thermisch-mechanische Ermüdung
(engl: thermo-mechanical fatigue: TMF) führen können. Dabei muss nicht der Ort höch-
ster Temperaturen versagenskritisch sein, sondern die ungünstigste Kombination aus ört-
licher Temperatur und lokaler Dehnungsbehinderung ist entscheidend. Dies kann durch
äußeren Zwang aufgrund von Steifigkeitsunterschieden und äußere Einspannung oder
inneren Zwang aufgrund von starken thermischen Gradienten erfolgen (siehe Abbildung
2.1). Die Totaldehnung εt am kritischen Ort wird weitgehend durch die umliegenden
Bauteilbereiche und äußere Lasten bestimmt und ergibt sich aus der mechanischen Deh-
nung εme und der thermischen Dehnung εth zu:
εt = εth + εme (2.1)
Als Dehnungsbehinderung K wird dabei das Verhältnis aus mechanischer und thermi-
scher Dehnung verstanden.
K = −∆εme∆εth (2.2)
Dieser Faktor beschreibt den Anteil der thermischen Dehnung, der behindert und so in
mechanische Dehnung umgesetzt wird. In den versagenskritischen Bereichen eines Zylin-
derkopfes läuft die mechanische Beanspruchung gegenphasig zur thermischen Belastung,
weshalb von einer "Out of Phase" (OP) TMF Belastung gesprochen wird. An anderen
Stellen oder durch zusätzliche äußere Kräfte (z.B. bei Turbinenlaufschaufeln in Gastur-
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binen) kann es zu einer gleichphasigen TMF Belastung kommen bei der thermische und
mechanische Belastung zueinander "In Phase" (IP) liegen. Während solcher TMF Zy-
klen stehen elastisch-viskoplastische Verformung, Alterung und Ermüdungsrißbildung
und -ausbreitung in komplexer Wechselwirkung [12].
Abbildung 2.1: Innere und äußere Zwängung bei thermisch-mechanischer
Beanspruchung.
Im Zylinderkopf eines Verbrennungsmotors kann es aufgrund der lokal sehr hohen Tem-
peraturen in Verbindung mit den großen thermischen Gradienten zu schädigungsrele-
vanten TMF Belastungszuständen kommen. Eine detailierte Untersuchung und Charak-
terisierung dieser Art der Beanspruchung erfolgt in Kapitel 6.
2.2 Aluminium-Gusslegierungen
Verglichen mit anderen Werkstoffen handelt es sich bei Aluminium um ein recht junges
Metall, das erst im 19. Jahrhundert entdeckt wurde. Mit der Einführung des Elek-
trolyseverfahrens am Anfang des 20. Jahrhunderts entwickelte sich Aluminium zum
meistgebrauchten Nichteisenmetall. Je nach Herstellungsart unterscheidet man zwischen
Aluminium-Knetwerkstoffen und Aluminium-Gusswerkstoffen [13]. Die Knetwerkstof-
fe werden mechanisch geformt (z.B. durch Strangpressen, Walzen, Schmieden). Die
Gusswerkstoffe werden für das Formgießen verwendet und zeichnen sich durch positive
Eigenschaften bei der Gießbarkeit aus. Im Folgenden wird nur auf die für Zylinderköpfe
relevanten Gusswerkstoffe eingegangen.
Reines Aluminium findet als Gusswerkstoff praktisch keine Anwendung, da seine Festig-
keitseigenschaften für technische Anwendungen ungenügend sind. Seine Bedeutung als
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Gusswerkstoff erreicht Aluminium erst durch das Zulegieren von wenigen Prozent ande-
rer Elemente. Durch Legierungszusammensetzung und Wärmebehandlungen lassen sich
Festigkeit und Duktilität in weiten Grenzen einstellen. Weitere typische Eigenschaften
sind die günstige Leitfähigkeit für Wärme und Elektrizität, die geringe Dichte von ca.
2, 7 kg
dm3 , gute chemische Beständigkeit, sowie Korrosionseigenschaften und gute Umform-
und Bearbeitbarkeit [13,14].
2.2.1 Al-Si Legierungen
Moderne Zylinderköpfe werden vorwiegend aus Aluminiumgusslegierungen der Legie-
rungsgruppen Aluminium-Silizium-Magnesium (Al-Si-Mg) und Aluminium-Silizium-Kup-
fer (Al-Si-Cu) hergestellt, ausgenommen einzelne Anwendungen gebauter oder im Gra-
dientenguss dargestellter Zylinderköpfe [15]. Aluminium bildet mit Silizium ein Eutek-
tikum bei 577°C und 12,6 Ma% Si (vgl. Abbildung 2.2). Die Löslichkeit des Siliziums in
festem Aluminium ist begrenzt und fällt von 1,65% bei 577°C auf 0,07% bei 300°C. Wer-
den diese Löslichkeiten überschritten, so bilden sich neben dem Aluminiummischkristall
eutektische Siliziumkristalle [13]. Der primäre Aluminiumkristall erstarrt bei untereutek-
tischen Legierungen dendritisch. Bei Erreichen der eutektischen Temperatur erstarren
Aluminiummischkristall, Silizium und weitere sekundäre Phasen eutektisch. Insbeson-
dere die Abkühlgeschwindigkeit beeinflusst den Dendritenarmabstand (DAS) und die
Morphologie des eutektischen Silizums [16]. In Abbildung 2.3 wird das Gefüge einer
untereutektischen Al-Si-Cu Legierung mit dendritischem Aluminiummischkristall und
sekundären eutektischen Phasen, wie Silizium-, Kupfer- und Eisenphasen gezeigt. Bei
niedrigen Abkühlgeschwindigkeiten erstarrt das eutektische Silizium in Form kantiger
Kristalle, Nadeln und Platten [17]. Im Gegensatz dazu führen hohe Abkühlgeschwindig-
keiten zu einem niedrigeren DAS und feineren sekundären Gefügephasen. Die Morpho-
logie kann durch eine Veredelungsbehandlung der Schmelze mit geringen Anteilen von
z.B. Natrium, Strontium, Antimon oder Phosphor günstig beeinflusst werden [18–20].
Der Kontrolle des Wasserstoffgehaltes in der Schmelze kommt dabei besondere Bedeu-
tung für die resultierende Porosität im Gussstück zu [21].
Für Zylinderköpfe finden untereutektische Silizumlegierungen Verwendung. Übereutek-
tische Legierungen kommen in Kolben und in Zylinderkurbelgehäusen zum Einsatz.
Das primär ausgeschiedene Silizium ist für die tribologischen Eigenschaften der Kolben-
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Abbildung 2.2: Al-SiZustandsdiagramm [22]
Zylinderlaufbahnpaarung von großer Bedeutung [23].
2.2.2 Thermophysikalische Eigenschaften
Für das Bauteil Zylinderkopf kommt den thermophysikalischen Eigenschaften, insbeson-
dere der Wärmeleitfähigkeit, eine wichtige Rolle zu. Bei den aktuellen und zukünftigen
Motoren mit sehr hohen Leistungsdichten ist es von entscheidender Bedeutung die ho-
hen flächenbezogenen Wärmeströme gut abzuführen und so die Oberflächentemperatu-
ren im Brennraum zu begrenzen [24]. Sehr hohe Oberflächentemperaturen bedeuten eine
verschärfte Problematik von Glühzündungen und Klopfen für das Brennverfahren des
Motors.
Die thermophysikalischen Eigenschaften werden von der chemischen Zusammensetzung
des Werkstoffes bestimmt. Mikrostruktur und Wärmebehandlung spielen eine unterge-
ordnete Rolle [25]. Dabei weisen die Aluminium-Siliziumlegierungen aufgrund der sehr
hohen Wärmeleitfähgkeit von Reinaluminium eine günstige Wärmeleitfähigkeit auf. Die
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Abbildung 2.3: Mikrostruktur einer untereutektischen Aluminium-Siliziumlegierung
Aluminiumlegierungen vom Typ Al-Si-Mg liegen mit Wärmeleitfähigkeiten im Bereich
von λ = 170− 190 W
mK
etwas günstiger als die vom Typ Al-Si-Cu, die aufgrund des leicht
höheren Anteils an Legierungselementen im Bereich 140− 170 W
mK
liegen [13].
2.2.3 Gießverfahren für Zylinderköpfe
Beim Gießen als urformendes Herstellverfahren wird beim Formgießen das Gießen in
Dauerformen und verlorenen Formen unterschieden. Für das Gießen von Zylinderköp-
fen findet vorwiegend das Gießen in Dauerformen, auch Kokillen genannt, Verwendung.
Die aus metallischen, temperatur- und verschleißfesten Werkstoffen hergestellten Formen
sind für viele tausend Abgüsse wiederverwendbar. Ausnahmen stellen hier der klassische
Sandguss für Kleinserien und Prototypen sowie das neuere Lost-Foam Gießverfahren
dar, bei dem eine aus Styropor dargestellte Form bei jedem Gießvorgang verloren geht.
Dieses Gießverfahren bietet Vorteile bei der Gestaltungsfreiheit, da kein hinterschnitt-
freier Kern existieren muss [26,27]. Die Dauerformen bestehen in der Regel aus Metallen,
die eine wesentlich höhere Wärmeleitfähigkeit besitzen als die chemisch oder physika-
lisch gebundenen Formstoffe im Sandguss oder beim Gießen mit verlorenen Formen.
Die bessere Kühlwirkung der Dauerform führt zu einer besseren Beeinflussbarkeit der
Erstarrungsgeschwindigkeit der Schmelze [28]. In [29] wird anhand von Gießversuchen
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an einer AlSi7Mg gezeigt, dass die Anzahl und Ausprägung von Oxiden einen starken
Einfluss auf die Ermüdungseigenschaften hat. Daraus resultiert eine große Bedeutung
für eine turbulenzarmen Befüllung des Werkstückes im Gießprozess.
Schwerkraftkokillenguss
Beim Schwerkraftkokillenguss erfolgt die Befüllung der Form mit der Schmelze aus-
schließlich über die Schwerkraft. Die Kokille besteht aus mindestens zwei Teilen, so dass
eine Entnahme der Gussteile nach der Erstarrung möglich wird. Einfache Hinterschnitte
können durch Schieber realisiert werden. Sandkerne führen zu einer Verringerung der
Abkühlgeschwindigkeit [28].
Niederdruckgießverfahren
Beim Niederdruckgießverfahren erfolgt die Befüllung der Kokille mit der Schmelze über
ein Steigrohr von unten. Die Aufwärtsbewegung der Schmelze erfolgt über das Gasdruck-
prinzip, d.h. auf die Schmelzeoberfläche im Schmelzetiegel wirkt ein Überdruck.Die Vor-
teile des Niederdruckgießverfahrens gegenüber dem Schwerkraftkokillenguss liegen in den
kürzeren Taktzeiten und dem Entfall von aufwendigen Speiser und Anschnittsystemen,
wodurch eine höhere Ausbringung des Metalls erzielt wird [30].
Rotacast
Ein weiteres Gießverfahren für Zylinderköpfe ist das von der Firma VAW Mandel und
Berger entwickelte Rotacast-Verfahren. Es handelt sich um ein Gießverfahren, bei dem
während des Gießprozesses die Form um 180° geschwenkt wird, um eine ruhige und
turbulenzarme Befüllung und anschließend eine schnelle Erstarrung zu erreichen. Das
Rotacast Giessverfahren hat eine schwenkbare Kokille, die nach der Befüllung um 180°
geschwenkt wird. Dadurch erwärmt die Schmelze während der Befüllung die kühlende
Bodenplatte nicht. So können im Bereich der Brennräume hohe Abkühlgeschwindigkeiten




Das Lost-Foam Gießverfahren gehört zu den Gussverfahren mit verlorener Form und ge-
hört zur Gruppe der Vollformgießarten. Die Form ist beim Abgießen gefüllt, sie hat also
keinen Hohlraum, der dem herzustellenden Werkstück entspricht. Die Besonderheit des
Lost-Foam Gießverfahrens liegt darin, dass die Schmelze in eine Sandform gegossen wird,
in der ein Modell aus Polystyrol enthalten ist, welches dem gewünschten Werkstück ent-
spricht. Entlang der Schmelzefront vergast das Polystyrol vollständig; das freiwerdende
Gas wird durch den Formsand aus der Form geführt. Nach Erstarren der Schmelze kann
das Werkstück aus der Form entnommen werden, ähnlich wie beim üblichen Sandguss.
Als Vorbereitung des eigentlichen Gießens wird ein 1:1 Modell des Werkstücks aus expan-
dierbarem Polystyrol (EPS) erstellt. Dabei kann das EPS-Modell aus mehreren Teilen
zusammengesetzt werden. Damit lassen sich komplexe Werkstücke (z.B. Zylinderkopf,
Ansaugkrümmer) aus formtechnisch einfachen, hinterschnittfreien Elementen aufbauen.
Das EPS Modell wird mit einer Schutzschicht, der sog. Schlichte überzogen, so dass
beim Abgießen ein direkter Kontakt der Schmelze zum Sand vermieden wird. Das so
vorbereitete EPS Modell wird in einen Behälter mit Formsand eingebracht. Nach der
Verdichtung sind die Vorarbeiten abgeschlossen.
Durch das EPS Modell kann auf Bindemittel im Formsand verzichtet werden. Der Sand
ist dadurch uneingeschränkt wiederverwendbar. Die Umweltbelastung durch das gas-
förmige EPS ist weitaus kleiner als bei Verwendung von Bindemitteln in alternativen
Verfahren. Somit zeichnet sich das Verfahren als besonders umweltschonend aus. Da sich
komplexe Formen in einfachere, hinterschnittfreie Elemente zerlegen lassen, eignet sich
dieses Verfahren besonders für komplizierte Teile. Auch Hohlräume, die sonst aufwändig
mit Kernen abgebildet werden, sind einfach umzusetzen. Da sich EPS einfach und gün-




2.2.4 Festigkeit und Duktilität
Aushärtung und Alterung
Die Behinderung der Versetzungsbewegung in der Kristallmatrix bestimmt die Festigkeit
metallischer Werkstoffe. Im Allgemeinen lässt sich eine Festigkeitssteigerung durch eine
Kornfeinung, Mischkristallbildung, Steigerung der Versetzungsdichte oder durch Aushär-
tung erreichen. Bei den Aluminiumgusslegierungen erfolgt vorwiegend eine Aushärtung
durch Zugabe von Legierungselementen, welche aushärtende Phasen bilden [14, 33, 34].
Der Einfluß der Porosität auf Festigkeit und Duktilität wird in [35] untersucht. Eine
höhere Porosität führt dabei zu einer niedrigeren Duktiliät und zu einer geringeren Zug-
festigkeit.
Voraussetzung für eine Aushärtung ist, dass eine mit sinkender Temperatur abnehmen-
de Löslichkeit eines Legierungselementes im Mischkristall vorliegt. Das heißt, dass be-
stimmte Legierungselemente oberhalb einer Umwandlungstemperatur in das Metallgitter
eingelagert (gelöst) sein können und unterhalb dieser Temperatur eine begrenzte Lös-
lichkeit vorliegt. Wird so eine Legierung langsam von einer Temperatur oberhalb der
Umwandlungstemperatur auf eine Temperatur unterhalb der Umwandlungstemperatur
abgekühlt, entmischen sich die Legierungsbestandteile und es kommt zur undefinierten
Ausscheidung von Kristalliten der Legierungsbestandteile in der Matrix oder an Korn-
grenzen. Zum Aushärten muss demgegenüber die Legierung abgeschreckt, d.h. so schnell
abgekühlt werden, dass sich die Legierungsbestandteile nicht trennen können. Es liegt
dann ein übersättigter Mischkristall vor. Um ein thermodynamisches Gleichgewicht zu
erreichen, entmischt sich der übersättigte Mischkristall durch eine diffusionsgesteuerte
Bildung meist feiner Ausscheidungen [36]. Diese Entmischung kann bei Temperaturen
von unter 100°C als Kaltauslagerung oder darüber als Warmauslagerung erfolgen. Die
Verarmung des Mischkristalls durch die Entmischung führt zu einem Festigkeitsabfall
durch den verringerten Beitrag der Mischkristallhärtung. Dies wird jedoch durch die
Bildung von Ausscheidungen und der damit einhergehenden Teilchenverfestigung in der
Regel überkompensiert. Insbesondere für das System AlCu liegen zahlreiche transmissi-
onselelektronenmikroskopische (TEM) Untersuchungen vor [37]. Dabei wurden die Aus-
scheidungsreihenfolge, sowie Größe und Aufbau der Ausscheidungen untersucht. Bei Kal-
tauslagerung werden zuerst kohärente Phasen aus dem übersättigten Mischkristall durch
diffusive Atomumlagerungen ausgeschieden. Diese Phasen werden nach ihrem Entdecker
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Abbildung 2.4: Aushärtung und Formen der Ausscheidung am System AlCu [38]
Guinier-Preston-Zonen (GP-Zonen) genannt. Bei ihnen handelt es sich um monoatomare
Cu-Schichten (GPI-Zonen), aus denen bei längerer Auslagerung GPII-Zonen aus abwech-
selnd übereinander angeordneten Al und Cu Atomlagen entstehen (siehe Abbildung 2.4).
Diese kohärenten Phasen können von Versetzungen geschnitten werden, wirken aber auf-
grund der benötigten Energie für das Teilchenschneiden verfestigend [38, 39]. Während
einer Warmauslagerung werden zuerst kohärente, dann teilkohärente und schließlisch
inkohärente Ausscheidungen gebildet. Nach der Bildung der kohärenten GPI und GPII-
Zonen kommt es mit zunehmender Auslagerungszeit und -temperatur zur Bildung der
teilkohärenten, plättchenförmigen Θ′-Phase, die eine tetragonale Gitterstruktur besitzt
und anschließend in die inkohärente Θ-Gleichgewichtsphase übergeht [38]. In technisch
eingesetzten Legierungssystemen, die weitere Legierungselemente wie Mg, Zn und Si
enthalten, kann es zu festigkeitssteigernden quaternären Phasen (Q-Phasen) mit kom-
plexeren Zwischenphasen kommen [40].
Der Widerstand gegen das Schneiden der Ausscheidungen durch Versetzungen nimmt
mit steigender Teilchengrösse der Ausscheidung bis zur Bildung teilkohärenter Phasen
zu. Mit der Bildung der Θ′-Phasen kommt es gleichzeitig zu einer Vergröberung der
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Teilchen und damit zu einer Vergrößerung des Teilchenabstandes. Dies führt zu einer
Festigkeitsabnahme, da die Teilchen jetzt durch den Orowan-Mechanismus, der schema-
tisch in Abb, 2.5 dargestellt ist, umgangen werden können. Beim Orowan-Mechanismus






Dabei bezeichnet τOr die Orowanspannung für das Überwinden von Teilchen, G den
Schubmodul, b den Burgersvektor und l den Teilchenabstand. Die maximale Verfesti-
Abbildung 2.5: Orowan-Mechanismus - Versetzungslinie umgeht Teilchen [41]
gung ist erreicht, wenn der Versetzungsmechanismus vom Schneiden der Teilchen auf
das Umgehen der Teilchen wechselt. Abbildung 2.6 zeigt die Abnahme der Orowanspan-
nung und die gleichzeitige Zunahme der Friedelspannung. Diese Spannung τFr, die zum
Schneiden der Phasen benötigt wird, wird in Abhängigkeit des Teilchenradius, als
τFr = a · fm · rn (2.4)
angegeben. Dabei bezeichnen a, m und n Materialkonstanten, f den Volumenanteil
schneidbarer Partikel mit Radius r [42]. Die Werte für n liegen für Metalle typischer-
weise bei 0,5, woraus sich die Wurzelfunktion für die Friedelspannung in Abbildung
2.6 ergibt. Für die kritische Teilchengrösse rc sind die benötigten Schubspannungen für




Abbildung 2.6: Benötigte Schubspannung für Umgehen und Schneiden von Teilchen in
Abhängigkeit vom Teilcheneradius r
Alterungsmodell von Shercliff und Ashby
In [39, 43] stellen Shercliff und Ashby ein Prozessmodell zur Simulation der Festigkeit
aushärtbarer Aluminiumlegierungen bei isothermen Warmauslagerungen vor. Das Mo-
dell berücksichtigt die folgenden sechs Einflüsse:
• Ausscheidungsbildung und Mischkristallverarmung
• Abhängigkeit des Ausscheidungsgleichgewichtes von der Auslagerungstemperatur
• Vergröberung der Ausscheidung mit zunehmender Auslagerungszeit
• Beitrag der festen Lösung zur Festigkeit
• Beitrag der Partikelscherung zur Festigkeit
• Beitrag aufgrund des Orowan-Mechanismus zur Festigkeit
Für diese Komponenten werden bekannte Ansätze aus der Literatur gewählt und in das
Gesamtmodell integriert. Für die Zusammenfassung der Teilmodelle werden die mikro-
skopischen Konstanten in makroskopische Größen überführt [44]. Die Gesamtfestigkeit
in Abhängigkeit der Zeit ergibt sich als Summenansatz aus Grundfestigkeit der int-
rinsischen Festigkeit der Aluminiummatrix σi, der Mischkristallhärtung σss und dem
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Festigkeitsbeitrag der Ausscheidungen σppt.
σ (t) = σi + ∆σss + ∆σppt (2.5)
Abb. 2.7 zeigt die Abhängigkeit der Teilchenbeiträge sowie der daraus resultierenden
Abbildung 2.7: Beiträge zur Festigkeit im Shercliff/Ashby Alterungsmodell [44]
Rp0,2-Grenze als Gesamtfestigkeit von der Zeit. Es wird deutlich, dass es nach Erreichen
des Festigkeitsmaximums zu einer ausgeprägten Abnahme der Festigkeit kommen kann.
Vorliegende Festigkeit und Duktilität ist dabei stark von der chemischen Zusammen-
setzung und der Gefügemorphologie abhängig [45]. Die chemische Zusammensetzung
und die daraus resultierenden Ausscheidungssysteme, beeinflußen auch das Alterungs-
verhalten bei erhöhten Temperaturen. In [46] wird die Alterungsneigung verschiedener
Legierungen untersucht. Durch Zugabe von 0,5% Kupfer zu einer AlSi7Mg Legierung
wird ein deutlicher Anstieg der Festigkeit nach 500h Auslagerung bei 250°C festgestellt.
Insbesondere bei Gußlegierungen sind neben der Gefügeausbildung fertigungsbedingte
Fehler wie Einschlüsse oder Poren für das Festigkeits- und Verformungsverhalten wich-
tig.
2.2.5 Verformungs- und Ermüdungsverhalten
Das zyklische isotherme und thermisch-mechanische Verformungs- und Ermüdungsver-
halten verschiedener Legierungen für Zylinderköpfe und Kolben wird in [12, 44, 47–51]
im LCF und TMF Probenversuch detailliert untersucht. Dabei weisen die Zylinder-
kopflegierungen vom Typ Al-Si-Mg, wie AlSi10Mg und AlSi7Mg ein stark entfestigendes
Verformungsverhalten auf, das mit zunehmenden Maximaltemperaturen TMAX und Hal-
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tezeiten th verstärkt wird. Die Legierungen vom Typ Al-Si-Cu, wie AlSi8Cu3, AlSi6Cu4
und AlSi5Cu3 weisen aufgrund des temperaturstabileren Aussscheidungssystems eine
weniger stark ausgeprägte Überalterungsneigung auf. So erfolgt eine ausgeprägte Über-
alterung erst bei höheren Maximaltemperaturen. Die Legierung AlSi7MgCu0.5 lässt sich
von ihrem Verformungsverhalten nicht eindeutig einer der beiden Klassen zuordnen. Sie
weist aber bei hohen Maximaltemperaturen ebenfalls eine ausgeprägte Überalterung und
Entfestigung auf. Bei den untersuchten TMF-OP Vesuchen kommt es zu einer deutli-
chen plastischen Verformung im Bereich der Maximaltemperatur aufgrund der gerin-
geren Festigkeit des Materials. Daraus bauen sich Zugmittelspannungen auf, die durch
Relaxationsvorgänge während Haltezeiten bei Maximaltemperatur verstärkt werden. Je
nach Legierungstyp, Maximaltemperatur, Wärmebehandlungszustand und daraus aktu-
ell resultierendem Verhältnis der Warmfestigkeit im Druck zur Festigkeit im Zug bei
Raumtemperatur ergibt sich ein spezifisches Wechselverformungsverhalten über die Ver-
suchslaufzeit.
Mit steigender Dehnungsamplitude ergibt sich im allgemeinen eine Verkürzung der beob-
achteten Lebensdauern . Dies gilt ebenso für isotherme als auch für thermisch-mechanische
Ermüdung, wenn die Versuche mit einer konstanten Dehnungsbehinderung durchgeführt
werden und somit die mechanische Dehnungsamplitude εme,a mit der thermischen Deh-
nungsamplitude εth,a und damit der Maximaltemperatur korreliert ist. Bei einer Erhö-
hung der Dehnungsbehinderung und somit höheren mechanischen Dehnungsamplitude
bei gleicher Maximaltemperatur reduziert sich die Lebensdauer deutlich [44,52]. Bei den
Legierungen vom Typ Al-Si-Mg mit ausgeprägter Überalterungsneigung kann dieser Ef-
fekt durch eine größere Haltezeit kompensiert werden. In [53] wird eine Verdopplung der
Lebensdauer bei Versuchen mit εme,a = 2 ·εth,a beobachtet, wenn eine Haltezeit von 180s
eingeführt wird im Vergleich zu Versuchen ohne Haltezeit. Je nach Kombination aus
Maximaltemperatur und Haltezeit kann eine Zunahme der mechanischen Dehnungs-
amplitude durch eine stärkere Überalterung und einhergehenden Zugspannungsabbau
kompensiert werden, so dass es zu keiner Lebensdauerabnahme bei einem Anstieg der
Maximaltemperatur kommt [52]. In [54] wird die Abhängigkeit der Lebensdauer der Le-
gierung AlSi7Mg im Zustand T6 auf eine Variation der Auslagerungszeit vor dem Beginn
der TMF Versuche untersucht. Es wird eine deutliche Zunahme der Lebensdauer unter
TMF Bedingungen mit der vorherigen Auslagerungszeit festgestellt. In [55] wird der Ein-
fluss der Gefügemorpholgie für TMF Versuche an AlSi5Cu3 und AlSi7Mg Legierungen
gezeigt. In [56] wird ein Vergleich eines Lebensdauerrankings der Legierungen AlSi8Cu3,
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Abbildung 2.8: Einfluß der Alterungszeit auf die Lebensdauer im TMF Versuch
(TMIN=100°C, TMAX=250°C) [54]
AlSi7Mg und AlSi7MgCu0.5 in verschiedenen Wärmebehandlungszuständen für TMF
und thermische Ermüdungsexperimente (TF) an Zylinderkopfsegmenten durchgeführt.
Dabei ergibt sich ein Lebensdauervorteil der AlSi7Mg Legierung im TMF Versuch und
für die AlSi7MgCu0.5 Legierung in den thermischen Ermüdungsversuchen. Gründe für
diesen Unterschied werden in Abschnitt 6.8 untersucht. [57,58] untersuchen den Einfluß
von Legierung und Gefügeausprägung auf die Lebensdauer in TF Versuchen, dabei wird
insbesondere die Porenverteilung als maßgeblich für die TF Ermüdungseigenschaften
herausgestellt. [59] stellt fest das sich eine abnehmende Erstarrungsgeschwindigkeit und
somit feineres Gefüge positiv auf die Ermüdungseigenschaften auswirken.
Das Ermüdungsverhalten unter TMF Belastung mit überlagerter HCF Beanspruchung
von Aluminium-Siliziumgusslegierungen wird in [48, 60] untersucht. Für AlSi7Mg und
AlSi5Cu3 wird dabei ein Schwellenwert von εHCFme,a = 0, 02% festgestellt, bis zu dem
eine zusätzlich aufgebrachte HCF Dehnungsamplitude zu keiner Lebensdauerabnahme
gegenüber dem TMF Versuch ohne Überlagerung führt [48]. In [60] wird dieser Schwel-
lenwert für die Legierung AlSi6Cu4 bestätigt. Für die Legierung AlSi10Mg wird dieser
Schwellenwert für Versuche mit Maximaltemperatur von 300°C bestätigt, dieser Wert
sinkt jedoch mit einer Abnahme der Maximaltemperatur auf TMAX =250°C bis auf
εHCFme,a = 0, 01% ab. Bei höheren Ampituden der überlagerten HCF-Beanspruchung tritt
dann eine dramatische Reduzierung der Lebensdauer auf, die wesentlich stärker ist wie
diejenige bei gleichzeitiger Steigerung der Maximaltemperatur und der mechanischen
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Dehnungsampliude bei reinen TMF-Versuchen mit vollständiger Behinderug der ther-
mischen Dehnung.
2.3 Modellansätze zur Beschreibung des Verformungs-
und Lebensdauerverhaltens bei Zylinderköpfen
Im folgenden werden Modellansätze zur Beschreibung des Verformungs- und Lebensdau-
erverhaltens metallischer Werkstoffe beschrieben, insbesondere für die bei Zylinderköpfen
eingesetzten Aluminium-Siliziumlegierungen im Hochtemperaturbereich.
2.3.1 Ansätze zur Beschreibung des Verformungsverhaltens
Zur Beschreibung des zyklischen Verhaltens von Aluminium-Siliziumgusslegierungen un-
ter thermisch-mechanischer Last müssen geeignete Verformungsmodelle neben den Ver-
festigungseffekten insbesondere die Alterungseffekte aufgrund des bei den hohen Ein-
satztemperaturen nicht stabilen Aushärtungszustandes beschreiben können [61]. Im fol-
genden Abschnitt wird kurz auf die grundlegenden Modelle zur Beschreibung zyklischen
Verhaltens metallischer Werkstoffe und im Anschluss auf Verformungsmodelle für Zylin-
derköpfe aus der Literatur eingegangen.
Werden Metalle rein elastisch belastet, dann verschwindet die Verformung vollständig,
wenn die Belastung zurückgenommen wird. Elastische Verformungen sind somit rever-
sibel. Die elastische Verformung beruht auf einer Verzerrung der Kristallmatrix [62].
Plastische Verformungen sind irreversibel. Eine Verformung ist nach Entfernen der Be-
lastung vorhanden. Plastische Verformung basiert im Wesentlichen auf der Entstehung
und Bewegung von Versetzungen im Kristallgitter [63,64].
Zur Beschreibung des elastisch-plastischen Materialverhaltens wird im Allgemeinen von
der Fließtheorie ausgegangen [65]. Dabei werden zusätzliche Beziehungen zur elasti-
schen Spannungs-Dehnungsbeziehung notwendig. Im Einzelnen sind dies eine mehrach-
sige Fließbedingung, bei der der Übergang zum plastischen Fließen beginnt, ein Fließ-
gesetz, das den Anstieg an plastischer Dehnung mit augenblicklichen Spannungen und
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Spannungszunahmen verbindet und ein Verfestigungsgesetz, in welchem eine Modifi-
kation des Fließgesetzes während der plastischen Verformung, beschrieben wird. Das
Materialverhalten wird standardmäßig als isotrop vorausgesetzt, was bei polykristalli-
nen Werkstoffen mit hinreichend kleinen Körnern auch gültig ist. Weitere Annahmen
betreffen die Inkompressibilität, das heißt, dass eine plastische Verformung zu keiner
Volumenänderung führt und dass die elastischen Verformungen klein bleiben [66]. Das
Fließgesetz besitzt die allgemeine Form
F (σ′′, T, q1, · · · , qn) = 0, (2.6)
wobei T die Temperatur, q1, · · · , qn Materialkonstanten und σ′′ den Deviator des Span-
nungstensors
σ′′ = σ − 13 · (σ · I) (2.7)
bezeichnet. Nach von Mises [67] ist nur die Formänderung für die plastische Verformung
verantwortlich, der hydrostatische Spannungszustand σ′ = 13 · (σ · I) führt nur zu einer
elastischen Volumenänderung des Materials. Als Fließbedingung wird oft der Vorschlag









− g (κ, T ) =
∥∥∥σ − ξ∥∥∥− g (κ, T ) = 0 (2.8)
Abbildung 2.9: Kinematische und isotrope Verfestigung der Fließfläche im
Hauptspannungsraum
verwendet [68,69]. Die durch 2.8 definierte Fließbedingung stellt dabei einen Zylinder im
Hauptspannungsraum dar. Dabei lassen sich ξ als Koordinaten für den Mittelpunkt und
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3 ·g (κ, T ) als Radius des Zylinders verstehen. So wird deutlich, dass die beiden Größen
ξ und κ mit den Verfestigungsgesetzen zusammenhängen müssen, welche die Fließbedin-
gung, also den Zylinder im Hauptspannungsraum modifizieren und verschieben (siehe
Abbildung 2.9). Für die somit eingeführten inneren Variablen ξ und κ gilt es nun Evo-
lutionsgesetze zu definieren, welche eine hinreichende physikalische Interpretierbarkeit
bieten. Man unterscheidet zum einen zwischen der isotropen Verfestigung, welche zu
einer Veränderung der Variablen κ führt und damit den Radius der Fließfläche und die
Größe des Zylinders im Hauptspannungsraum gleichsinnig vergrössert oder verkleinert,
zum anderen der kinematischen Verfestigung, welche über geeignete Evolutionsgleichun-
gen für die Variable ξ, den Mittelpunkt der Fließfläche im Hauptspannungsraum ver-
schiebt. Eine kinematische Verfestigung ist notwendig, um die als Bauschinger-Effekt
bekannte Verringerung der Fließgrenze bei Belastungsumkehr im zyklischen Versuch zu
beschreiben [70].
Das Verfestigungsgesetz nach Melan und Prager ist mit der plastischen Dehnung linear.
Für die zyklische Beanspruchung metallischer Werkstoffe findet daher in vielen Fäl-
len das nichtlinear kinematische Verfestigungsgesetz nach Frederick und Armstrong [71]
Verwendung [72]. Aufbauend auf den Arbeiten von Amstrong und Frederick stellte Cha-
boche ein Modell [73] vor, dass das elastisch-viskoplastische Verhalten von Metallen
phänomenologisch unter isothermen Bedingungen abbildet. Zur Berücksichtigung von
zusätzlichen werkstoffcharakteristischen Eigenschaften wie dem zyklischen Festigkeits-
änderungsverhalten und der thermischen Erholung existieren zahlreiche Ansätze zur
Modellerweiterung [74–77]. Diese Materialmodelle werden als einheitliche Stoffgesetze
bezeichnet. Darunter wird verstanden, dass man zur Beschreibung viskoplastischer Ver-
formungen nur noch eine inelastische Dehnung gemeinsam für plastische Dehnungen und
viskoplastische Kriechdehnungen formuliert und nicht explizit zwischen diesen Effekten
unterscheidet.
ε = εel + εpl + εvp = εel + εin (2.9)
Lemaitre und Chaboche stellen bereits in [74] eine Möglichkeit zur Beschreibung eines
Alterungseffektes auf die Festigkeit dar. Aus mathematischer Sicht handelt es sich um
Systeme gekoppelter nichtlinearer Differentialgleichungen, deren innere Variablen über
zu bestimmende Systemparameter an das jeweilige makroskopische Werkstoffverhalten
angepasst werden [78].
Ein solches einheitliches viskoplastisches Stoffgesetz wird in [79] um eine Entwicklungs-
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Abbildung 2.10: Rheologisches Modell des Two Layer Viscoplastic Stoffgesetzes
gleichung für die Alterung in den ausscheidungsgehärteten Aluminium-Siliziumlegierungen
erweitert. Die interne Variable der Alterung wird in den Entwicklungsgleichungen für die
kinematische und isotrope Verfestigung berücksichtigt [79, 80]. Barlas et al. stellen für
dieses Modell eine Korrelation zum aktuellen Ausscheidungszustand mit Hilfe von TEM
Analysen her [81].
Die von Sehitoglu vorgestellte TMFMethode besteht aus zwei konsistenten Teilen, einem
viskoplastischen Verformungsmodell und einem zugehörigen Schädigungsmodell (siehe
Abschnitt 2.3.2). Bei dem Verformungsmodell handelt es sich um ein einheitliches Stoff-
gesetz vom Typ der Überspannungsmodelle. Spannung oberhalb der Fließfläche erzeugen
dabei vorwiegend plastische Dehnungen, Spannungen innerhalb der Fließfläche Kriech-
dehnungen, abhängig von Zeit und Temperatur. Eine Beschreibung des Verformungsmo-
dells findet sich in [82–85].
In [86, 87] wird ein einheitliches Stoffgesetz nach Chaboche mit dem nichteinheitlichen
Two Layer Viscoplastic (TLV) Stoffgesetz verglichen. In dem TLV Gesetz wird die inela-
stische Dehnung durch zwei interne Zweige abgebildet. Das entsprechende rheologische
Modell ist in Abbildung 2.10 dargestellt. Für den plastischen Zweig wird eine von Mises
Fließfläche (2.3.1) mit Streckgrenze σ0 und Rückspannung ξ verwendet, gemeinsam mit
einer nichtlinear-kinematischen Verfestigung. Die Parameter C und γ beschreiben die
Entwicklung der Rückspannung ξ in der nichtlinear-kinematischen Verfestigung (2.3.1).
Für ein isotropes Material ohne thermische Dehnung gelten die folgenden isothermen
Stoffgesetzformulierungen:
F =
∥∥∥σ − ξ∥∥∥− σ0 = 0 (2.10)
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ξ˙ = 23 C ε˙
p − γ ξ p˙ (2.11)
Die plastische Dehnrate wird gegeben durch
ε˙p = 32 p˙
σ′′ − ξ∥∥∥σ − ξ∥∥∥ (2.12)
mit p für die plastische Vergleichsdehnung. Der viskose Zweig besteht aus einem Norton







mit den Materialparametern m und η. Die mechanischen Antworten des plastischen und
viskosen Zweiges sind über die folgenden Gleichungen verbunden,
σp = Kp : (ε− εp) (2.14)
σv = Kv : (ε− εv) (2.15)
σ = σp + σv (2.16)
wobei σv, εv viskose Spannung und Dehnung sind, entsprechend sind σp, εp Spannung
und Dehnung für den plastischen Zweig. Gegenüber einem einheitlichen viskoplastischen
Stoffgesetz gestaltet sich die numerische Intergation aufgrund der getrennten Integration
der beiden Zweige deutlich einfacher [88]. Dieses Modell wurde in den kommerziellen
FEM Code ABAQUS integriert [89]. Dabei lassen sich mit Ausnahme des Koeffizienten
γ (ab ABAQUS Version 6.8 temperaturabhängig) alle Materialparameter des Modells
temperaturabhängig angeben. In [90] wird für Stoffgesetze dieses Typs eine numerische
Methode zur direkten Berechnung des stabilisierten Zustandes gezeigt.
2.3.2 Ansätze zur Beschreibung des Lebensdauerverhaltens
Neben den allgemeinen Entscheidungen bei der Gestaltung einer FE Analyse zur Ab-
schätzung der Lebensdauer, wie z.B. Elementansatzfunkion, Netzeinflüße, zeitliche Be-
schreibung der Lasthistorie [91], kommt der Wahl des Ansatzes zur Beschreibung des
Lebensdauerverhaltens besondere Bedeutung zu. Dabei ist ein Ansatz wünschenswert,
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der bei einer geeigneten Berücksichtigung der physikalisch schädigungstreibenden Grö-
ßen noch einfach genug ist, um einerseits die benötigten Materialparameter bestimmen
zu können und andererseits eine Simulation für eine große komplexe Struktur im indu-
striellen Kontext zu ermöglichen. Im Folgenden wird auf Ansätze zur Beschreibung des
Lebensdauerverhaltens unter thermisch-mechanischer Beanspruchung für einen beliebi-
gen Werkstoff und für Al-Si Gusslegierungen im Speziellen, eingegangen.
Im Allgemeinen lassen sich die Modellansätze zur Beschreibung des Lebensdauerverhal-
tens in folgende Klassen einteilen [92], welche mit Ausnahme der schädigungsmechani-
schen Modelle auf der linearen Schadensakkumulation nach Miner [93] basieren:




Die größte Verbreitung in der industriellen und wissenschaftlichen Anwendung haben
dabei die phänomenologisch, empirischen Modelle. Im Allgemeinen werden Größen aus
den Hysteresen der zyklisch auftretenden Ermüdungsbelastung in geeigneter Weise ver-
knüpft, so dass sich eine Beschreibung der beobachteten Lebensdauer NB in Abhängig-
keit der Belastungsgrößen ergibt. Dies lässt sich nach Suresh [94] in folgender allgemeinen
Form darstellen:
Φ (εt, εme, εpl, σ, ...) ·NβB = c (2.17)
Dabei sollte jedoch immer eine phänomenologische Interpretation des Ansatzes an-
gestrebt werden, um die Unsicherheit bei der Übertragung des Ansatzes vom Ermü-
dungsversuch auf die leicht abweichenden Beanspruchungsbedingungen im Bauteil ein-
zuschränken [95]. Durchgesetzt haben sich dabei Ansätze, die auf Basis der aus FE
Berechnungen stammenden lokalen Beanspruchungsgrößen, wie Spannungen, Dehnun-
gen und Temperaturen, die Lebensdauer abschätzen. Methoden auf Nennspannungsbasis
oder z.B. die "‘strain rate partitioning"’(SRP) Methode [96,97] haben nur vereinzelt An-
wendung gefunden. Zum Einsatz kommen je nach Einsatzszenario des Bauteils und be-
troffenem Werkstoff lokale Lebensdaueransätze unterschiedlicher Komplexität [98,99].
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Ausgehend von einer kontinuumsmechanischen Formulierung der Schädigung kann mit
schädigungsmechanischen Modellen die Lebensdauer beschrieben werden [100,101]. Da-
bei kann auch eine nichtlineare Entwicklung der Schädigung berücksichtigt werden und
bei einer Kopplung mit dem Verformungsmodell eine Rückwirkung auf das spannungs-
mechanische Verhalten erfolgen [102]. Die zyklenweise Entwicklung macht eine kom-
plette Berechnung über die gesamte Lebensdauer nötig. Dies macht diese Modelle für
die Berechnung einer komplexen großen FE Struktur ungeeignet, da Rechenzeitgrenzen
gesprengt würden.
Werkstoffphysikalische Modelle besitzen aufgrund ihrer Komplexität und schwer zu be-
stimmenden Eingangsgrößen praktisch keine Verbreitung in der ingenieurstechnischen
Anwendung. Vereinzelt werden diese Modelle im Forschungsbereich entwickelt [103,
104].
Bei den bruchmechanischen Modellen erfolgt eine Verbindung des in vielen Fällen le-
bensdauerbestimmenden Mikrorisswachstums mit den kontinuumsmechanischen Grö-
ßen [105,106], dabei kann auch der Übergang zum werkstoffphysikalischen Modell erfol-
gen [107].
Eine Einteilung der Lebensdauermodelle in die vier Klassen ist jedoch oft nicht eindeutig
und schwierig. Die vorgestellten Lebensdaueransätze gehören überwiegend zu den em-
pirisch, phänomenologischen Modelle mit teilweiser Zugehörigkeit zu anderen Klassen.
Auf eine Einteilung der für die Lebensdauerbewertung von Zylinderköpfen eingesetzten
Modelle in die vier Klassen wird im Weiteren verzichtet.
Ausgehend von den Arbeiten von Flaig [47] zur Schädigungsbeschreibung, werden von
Loeprecht, Maassen et al. die Modelle nach Manson-Coffin und Smith-Watson-Topper
zur CAE Lebensdauerbewertung von Zylinderköpfen aus Al-Si-Gusslegierungen verwen-
det [108–113]. Beim Lebensdaueransatz nach Manson-Coffin [114] wird die plastische
Amplitude bei halber Bruchlastspielzahl mit der Lebensdauer korreliert,
Nf = α · εβpl,a (2.18)
mit α und β als Materialparametern. Ein Ansatz nach Smith-Watson-Topper in der Form
nach Fash und Socie [115] verbindet das Produkt aus Maximalspannung im Zyklus bei
halber Bruchlastspielzahl und der mechanischen Dehnungsamplitude des Zyklus über
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einen Potenzansatz mit der Lebensdauer:
PSWT = εme,a · σMAX (2.19)
Dabei erfolgt in [112] ein Vergleich der Lebensdaueransätze nach Manson-Coffin einer
auf die Zykluszeit normierten Hysteresenenergie und einer Spannungswöhlerbeziehung.
Die durch die jeweiligen Ansätze abgeschätzten Lebensdauern für einen Zylinderkopf
liegen dabei um zwei Größenordnungen auseinander.
Der Ansatz nach Ostergren [116] in vereinfachter Form ist das Produkt aus Maximal-
spannung im Zyklus bei halber Bruchlastspielzahl und der plastischen Dehnungsampli-
tude des Zyklus bei halber Bruchlastspielzahl als vereinfachtes Maß für die dissipierte
Energie:
POST = εpl,a · σMAX (2.20)
Nach [117–119] eignet sich die pro stabilisierten Zyklus dissipierte Energie als Maß für
die Beschreibung der Risseinleitung und damit zur Ermittlung der Anrisslebendauer bei





berechnet. Die Zyklenzahl der Risseinleitung NB berechnet sich zu
NB = c1 ∆wc2P (2.22)
mit c1 und c2 als materialabhängigen Konstanten. Auf der Arbeit von Charkaluk [117]
aufbauend wird diese Vorgehensweise von Verger und Charkaluk et al. für andere Werk-
stoffe verallgemeinert und auch für die Al-SiGusslegierungen in Zylinderköpfen adap-
tiert [87, 120–122]. Als Verformungsmodelle werden dabei ein viskoplastisches Modell
nach Chaboche und das TLV Modell verwendet.
Zieher, Langmayr et al. wenden in [53, 123–125] die gleiche Vorgehensweise mit einer
temperaturunabhängigen viskoplastischen, dissiperten Energie für die Berechnung der
Lebensdauer unter TMF Bedingungen an. Diese wird jedoch nach [74] für den Zylinder-










bzw. Df = DHCF +DTMF +DCreep (2.23)
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Von Takahashi et al. wird in [51, 126–128] ausgehend von der pro Zyklus dissipierten
Energie eine Erweiterung dieses Ansatzes zur Lebensdauermodellierung von Zylinder-
köpfen vorgeschlagen. Als Ansatz zur Lebensdauerabschätzung wird eine auf die TMF
Zykluszeit normierte disspierte Hysteresenenergie ∆P vorgeschlagen
∆P = ∆wP∆t (2.24)
mit ∆wP der dissipierten Energie und ∆t der TMF Zykluszeit. Cailletaud, Nicoleau et
al. stellen in [79,80] eine Vorgehensweise zur Lebensdauerbewertung von Zylinderköpfen
vor. Die Vorgehensweise verknüpft ein einheitliches viskoplastisches Stoffgesetz, das ei-
ne Entwicklungsgleichung zur Berücksichtigung der Alterung in der kinematischen und
isotropen Verfestigung enthält, mit einem Kriech-Ermüdungsschädigungsmodell nach
Lemaitre und Chaboche [74].
Neu und Sehitoglu stellen in [129,130] eine sehr umfangreiche und generell anwendbare
Methode zur TMF Lebensdauerabschätzung vor. Das Schädigungsmodell nach Sehitoglu
besteht aus drei Teilen, dabei wird zu einer reinen Ermüdungs- Dfat, eine Oxidations-
Dox und eine Kriechschädigung Dcreep linear addiert. Die Gesamtschädigung eines TMF
Zyklus ergibt sich damit zu:
Dtotal = Dfat +Dox +Dcreep (2.25)
Die Ermüdungsschädigung wird durch einen Manson-Coffin-Basquin Ansatz beschrie-
ben. Die Parameter des Ansatzes werden aus isothermen Ermüdungsversuchen bei Raum-
temperatur bestimmt. Dies geschieht mit der Annahme, dass eine Lebensdauerverkür-
zung bei erhöhten Temperaturen auf die Oxidations- und Kriechschädigung zurückge-
führt werden kann. Die Ansätze zur Oxidationsschädigung sollen die zyklische Bildung
und Zerstörung einer Oxidschicht im Rissbereich und den damit einhergehenden be-
schleunigten Rissfortschritt beschreiben. Der Term für die Kriechschädigung soll den
Einfluß von Porenbildung und intergranularem Risswachstum erfassen. Dabei wird durch
einen Phasenfaktor zwischen dem Auftreten von Kriechschädigung bei IP- und OP Be-
dingungen zwischen Temperatur und mechanischer Beanspruchung unterschieden. Die
Methode nach Sehitoglu benötigt ein umfangreiches Versuchsprogramm zur Bestim-
mung der Parameter in den einzelnen Schädigungstermen. Die insgesamt 20 Parame-
ter ermöglichen einerseits eine gute Anpassung an das beobachtete Lebensdauerverhal-
ten, erschweren aber andererseits eine Interpretation der einzelnen Beiträge zur Ge-
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samtschädigung. In weiterführenden Arbeiten [131–135] werden diese Modelle für Al-Si-
Gusslegierungen angepasst und erweitert. Der Term für die Oxidationsschädigung wird
später in eine Umgebungsschädigung umbenannt und vereinfacht, da bei den Aluminium-
Siliziumlegierungen die einzelnen Parameter der Oxidationsschädigung nicht interpre-
tiert werden können [136].
Die Lebensdauer eines zyklisch beanspruchten Werkstoffvolumens wird durch die Bil-
dung und das Wachstum von Mikrorissen bestimmt. Im Kurzzeitfestigkeitsbereich do-
miniert in vielen Werkstoffen das Risswachstum, da sich Risse bereits in einem frü-
hen Stadium der zyklischen Belastung bilden. Dies gilt auch für Al-Si-Legierungen, wie
in [47,48,60] für verschiedene Aluminium-Silizium-Gusslegierungen gezeigt wird.





+ 2, 5 ∆σ∆εp
n′ + 1 (2.26)
mit
∆σ2eff = e∆σ (3−R)f (2.27)
der effektiven Spannungsschwingbreite, n′ dem zyklischen Verfestigungskoeffizienten und
a, b, e, f Materialparametern und dem R VerhältnisR = σMIN
σMAX
. In [137,138] wird gezeigt,
dass sich dieser Parameter auch für die Lebensdauerprognose von stabilisierten Al-Si-Cu-
Gusslegierungen eignet. Der Parameter wurde von Riedel für den Hochtemperaturbereich
mit spannungskontrollierten Kriechanteilen zum Parameter DCF erweitert [106]. Für
die TMF Lebensdauerprognose von Abgasanlagen wurde der Parameter als DTMF für
beliebige nichtisotherme Zyklen verallgemeinert [139].
2.4 Numerische Methode zur Ermittlung der
Modellparameter
Die numerischen Problemstellungen und die verwendeten Verfahren zur Beschreibung
von Messdaten mit einem mathematischen Modell werden in diesem Kapitel beschrieben.
Dabei wird zwischen zwei Problemen unterschieden; dies ist zum einen die numerische
Simulation des Experiments, das direkte Problem. Zum anderen die Bestimmung der
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benötigten Modellparameter, was als inverses Problem bezeichnet wird [140].
2.4.1 Direktes Problem
Die Grundlage dieser Arbeit bildet die Auswertung von Proben mit gleichmäßiger Ver-
teilung der Messwerte. Dies setzt voraus, dass im Probenversuch die Gradienten der
thermischen und mechanischen Beanspruchung in der Messstrecke vernachlässigbar sind
und die ermittelten Messwerte für die Messstrecke konstant und repräsentativ sind. Für
die vorliegende Arbeit beschränkt sich die Lösung des direkten Problems auf die Inte-
gration des einachsigen Stoffgesetzes. Dabei kommen explizite und implizite Verfahren
zur Anwendung [141,142].
Zeitintegration der konstitutiven Gleichungen
Die in 2.3.1 vorgestellten Modelle zur Beschreibung des zyklischen Verformungsverhal-
tens metallischer Werkstoffe stellen ein System von gewöhnlichen Differentialgleichungen
erster Ordnung dar [143].
Die Lösung des mathematischen Modells soll die Eingangs- und Ausgangsgrößen eines
Experimentes beschreiben. Zur Charakterisierung des mathematischen Modells wird die
Modellfunktion g eingeführt, welche für gegebene Modellparameter p ∈ P und bekannte
Eingangsgrößen f ∈ F die Ausgangsgrößen u ∈ U definiert. Dabei werden die folgenden
Räume benutzt:
P = der Raum aller zulässigen Parameter p
F = der Raum aller Eingangsgrößen (2.28)
U = der Raum aller Ausgangsgrößen
p ist ein n-dimensionaler Vektor mit n der Anzahl der Modellparameter. F und U können
sowohl finit als auch infinit dimensionale Funktionsräume sein. Das direkte Problem ist
wie folgt formuliert:
Finde u ∈ U, so, dass g (p, f, u) = 0 für gegebene f ∈ F und p ∈ P (2.29)
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Für die Lösung des direkten Problems
u (p, f) = Arg {g (p, u) = 0} (2.30)
wird die Existenz für alle p ∈ P und f ∈ Fangenommen [144].
Aufgrund der komplexen Struktur der Differentialgleichungen entziehen sich diese ei-
ner Lösung in geschlossener Form. Man ist daher auf numerische Verfahren zur Ermitt-
lung einer Näherungslösung angewiesen. Als mögliche Lösungsverfahren stehen Ein- und
Mehrschrittverfahren in impliziter und expliziter Form zur Verfügung [145,146].
2.4.2 Inverses Problem
Die Anpassung der mathematischen Modelle an einen Satz von Messdaten führt in der
Regel zu unterbestimmten Modellparametern. Der erste Grund ist der Mangel an In-
formationen in den Messdaten. Man versucht einen kompletten Kurvenverlauf aus einer
begrenzten Anzahl an Funktionswerten zu bestimmen. Die eindeutige Bestimmung einer
Kurve ist aber nur möglich, wenn man alle Punkte kennt. Der zweite Grund sind die
nicht zu vermeidenden Messfehler bei den Versuchen. Die Streuung der Messwerte durch
die Messfehler führt zu einer Unsicherheit in der Kenntnis der Modellparameter. Diese
beiden Gründe führen dazu, dass das inverse Problem im Allgemeinen keine eindeutige
Lösung besitzt. Die berechnete Lösung hängt von den Lösungsverfahren und den be-
nutzten Schätzern ab. Im Sinne der Mathematik nennt man das inverse Problem daher
schlecht gestellt [147].
Zur Lösung des inversen Problems werden Versuchsdaten u˜ ∈ U˜ benötigt, wobei U˜
der Ereignisraum/Beobachtungsraum ist, der Fehler und unvollständige Beobachtungen
enthält. Die Versuchsdaten sind bekannt für diskrete Zeitschritte {tj}j=1,...,ndat , wobei
ndat die Anzahl der Datenpunkte ist. Zur Vereinfachung wird angenommen, dass die
Dimension von U˜ identisch mit der von U ist und die Zeitschritte der Modellauswer-
tung {tk}k=1,...,n mit den Zeitschritten der Versuchsdaten übereinstimmen {tj}j=1,...,ndat ,
so dass die Modellergebnisse und die Versuchsdaten direkt verglichen werden können.
Die Bestimmung reduziert sich auf die Festlegung der Materialparameter p, wenn die
mathematische Struktur des Modells g, Eingangsgrößen f und Versuchsdaten u˜ gegeben
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sind. Das inverse Problem lautet wie folgt:
Finde p∗ ∈ P, so, dass u (p∗, f) = u˜ für gegebene f ∈ F und u˜ ∈ U˜ (2.31)
Fehlerquadratmethode
Für das inverse Problem existiert im Allgemeinen keine eindeutige Lösung. Daher ist die
klassische Vorgehensweise die berechnete Lösung u (p, f) an die Versuchsdaten durch
Variation der Modellparameter anzunähern. Zur Bestimmung eines geeigneten Satzes
Modellparameter wird dabei die Minimierung der Fehlerquadrate verwendet. Die Feh-
lerquadratmethode beruht auf der Fragestellung nach der Wahrscheinlichkeit der ge-
messenen Daten. Dazu geht man von der Annahme aus, dass die Wirklichkeit durch ein
Modell beschrieben wird, wobei ein Parametersatz für das Modell gefunden werden muss.
Nun lässt sich die Frage nach der Wahrscheinlichkeit eines bestimmten Parametersatzes
stellen. Für kleine Wahrscheinlichkeiten kann man schließen, dass der Parametersatz
nicht geeignet ist. Es gilt, die Wahrscheinlichkeit der Modellparameter zu maximieren.
Dies bedeutet eine Minimierung der Fehlerquadrate zwischen Versuchswerten und Mo-
dellwerten für einen Parametersatz:
Finde p∗, so, dass für gegebene f ∈ F und u˜ ∈ U˜
x2 (p) := 12 ‖u˜− u (p, f)‖
2 → min∀p ∈ P (2.32)
Um die Modellparameter in einem physikalisch sinnvollen Bereich zu halten, ist für
jeden Parameter eine obere und untere Grenze erforderlich. Bei der Lösung des Fehler-
quadratproblems dürfen die Parameter diese Grenzen nicht verletzen. Da die Streuung
der einzelnen Versuchsparameter konstant ist, hat sie im Prinzip keinen Einfluss auf das
Minimum der Optimierung. Lässt man eine separate Standardabweichung jedes Ver-
suchspunktes zu, kommt man zu einer Maximum-Likelihood Schätzung [148,149].
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Skalierung der Modellparameter
Ein wichtiger Punkt bei der Minimierung der Fehlerquadratsumme ist die Größenord-
nung der Parameter. Variiert die Größenordnung der einzelnen Parameter stark, so ist
die erfolgreiche Lösung der Optimierungsaufgabe erschwert. Der Hintergrund der Ska-
lierung lässt sich am einfachen Fall einer Funktion f einer Variable x erklären. Nimmt
man an, dass der Parameter x eine extreme Größenordnung z.B. 10−30 besitzt, so wird
durch Skalierung die Größenordnung in den Bereich 100 gebracht, ohne amWert der Ziel-
funktion f etwas zu verändern. Die neue Variable x˜ weist nun eine deutlich günstigere
Größenordnung auf, was für die Minimumsuche von Vorteil ist.
2.4.3 Optimierungsmethoden
Zur Minimierung der Fehlerquadratsumme werden Optimierungsverfahren verwendet.
Bei den Optimierungsmethoden kann jeweils zwischen deterministisch und stochasti-
schen, sowie gradientenbasierten und gradientenfreien Methoden unterschieden werden.
Im Folgenden werden die Methoden kurz beschreiben.
Gradientenverfahren
Bei gradientenbasierten deterministischen Optimierungsverfahren wird in jedem Iterati-





Dafür muss die Differenzierung des Fehlerquadratminimierungsfunktionals nach den Mo-
dellparametern gewährleistet sein. Zusätzlich muss eine geeignete Wahl für die Startwerte
getroffen werden. Der Nachteil dieser Verfahren ist, dass nur lokale Minima gefunden
werden. Die drei verbreitetsten Methoden dieser Klasse sind:
Newtonmethode Diese Methode kommt in der Implementierung des Materialmodells
für die Nullstellensuche des plastischen Korrektors zum Einsatz [89,150].
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Gradientenmethode In der einfachen Gradientenmethode geht man vom momentanen
Parametersatz pi, in die negative Richtung des Gradienten∇x2, zum Beispiel in Richtung
des größten Abfalls:
pi+1 = pi − α∇x2|i (2.34)
Die Konstante α definiert die Schrittweite und ist eine zusätzliche, unbekannte Größe.
Ein Anfangswert p0 für die Modellparameter p wird benötigt. Die Aktualisierung erfolgt
bis ein Stopkriterium erreicht wird, z.B.
∣∣∣x2 (pi+1)x2 (pi)∣∣∣ ≤ tol, (2.35)
wobei tol die Toleranz für das Abbruchkriterium ist [149].
Levenberg-Marquardt Methode Die Levenberg-Marquardt Methode basiert auf einer
Gradientenstrategie für das Fehlerquadratfunktional x2, welche nichtlinear vom unbe-
kannten Modellparametervektor p abhängt. Eine Taylor Reihe von x2 um den aktuellen
Parametervektor pi wird nach dem quadratischen Term abgebrochen und darauf eine
Hesse Matrix aufgestellt [151].
Stochastische Verfahren
Die bisher vorgestellten Optimierungsverfahren zeichnen sich durch eine hohe Konver-
genzgeschwindigkeit in der Nähe des Minimums der Fehlerquadratsumme aus. Ist über
die Parameter wenig bekannt, so kann man stochastische Suchverfahren benutzen, um
hinreichend gute Startwerte für die Modellparameter zu finden. Prinzipieller Vorteil der
stochastischen Verfahren sind die geringen Anforderungen an die Zielfunktion. So muß
die Zielfunktion nur für das gesamte zulässige Gebiet auswertbar sein. Im Gegensatz zu
den Gradientenverfahren sind weitere Anforderungen wie Stetigkeit und Differenzierbar-
keit der Zielfunktion nicht gefordert [152].
Man unterscheidet bei den modernen stochastischen Suchverfahren zwischen genetischen
Algorithmen und Evolutionsstrategien [153]. Genetische Algorithmen sind iterative Pro-
zeduren, die eine Population P von möglichen Lösungen der Zielfunktion f enthält.
P (t) = 〈p1 (t) , p2 (t) . . . , pn (t)〉 (2.36)
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Jeder Parametersatz pi (t) in der Population P wird als eine Folge von Binärzeichen ko-
diert. Während eines Iterationsschrittes wird die aktuelle Population P (t) ausgewertet
und auf deren Basis durch zufallsbasierte Auswahlprozeduren die Population P (t+ 1)
gebildet. Die Häufigkeit mit der ein kodierter Parametersatz ausgewählt wird, ist pro-
portional zur Güte des Parametersatzes. Die Ausgangspopulation wird normalerweise
aus Zufallszahlen generiert [154].
Evolutionsalgorithmen Evolutionsstrategien nutzen Mechanismen der natürlichen Evo-
lution wie Mutation, Rekombination und Selektion, um verbesserte Parametersätze zu
finden. Das allgemeine Prinzip einer Evolutionsstrategie wird durch
(µ/ρ+, λ) (2.37)
beschrieben. Dabei bezeichnet µ die Anzahl der Eltern in einer Population, ρ die Anzahl
der zur Rekombination ausgewählten Eltern und λ die Anzahl der Nachkommen. Die
Parameter ’+’ und ’,’ entscheiden darüber, ob die Eltern in einer neuen Generation wei-
terleben dürfen (’+’) oder nicht (’,’). Mutation ist wie in der Biologie der Mechanismus,
der für die Veränderung der Population verantwortlich ist. Durch kleine Veränderungen
in den Parameterwerten der Eltern ergeben sich die Parameterwerte der Nachkommen.
Die Veränderungen werden durch gaußverteilte Zufallszahlen, die mit einer Schrittweite
δ multipliziert werden, erzeugt. Die Schrittweite bestimmt den Unterschied zwischen den
Eltern und den Nachkommen. In einer Evolutionsstrategie muss die Schrittweite immer
an die momentane Umgebung der Zielfunktion angepasst werden. Konvergenz und Ge-
schwindigkeit der Evolution hängen entscheidend von der Anpassung der Schrittweite
an die Qualitätsfunktion ab. Die Rekombination der Parametersätze der Eltern findet
vor der Mutation zu den Nachkommen statt. Der Parametersatz jedes Nachkommen
muss anhand einer Qualitätsfunktion bewertet werden. Anhand der Qualitätsfunktion
werden dann aus den aktuellen Nachkommen die Eltern für die nächste Generation aus-
gewählt [155]. Für spezielle Anwendungen existieren Anpassungen und Erweiterungen
der Evolutionsmethode [156]. Eine praktische Umsetzung bietet das frei erhältliche Pro-
gramm ’evoC’ der Universität Berlin [157]. Diese wurde im Rahmen dieser Arbeit für





Im Rahmen dieser Arbeit wurde die Aluminium-Silizium-Gusslegierung AlSi8Cu3 un-
tersucht. Alle Proben wurden aus Zylinderköpfen der BMW Group entnommen, die im
Serienprozess abgegossen wurden. Dabei wurden zwei verschiedene Mikrostrukturen, re-
sultierend aus zwei Gießverfahren, betrachtet. Die beiden Werkstoffzustände wurden in
der Leichtmetallgiesserei der Firma BMW in Landshut im Niederdruckkokillengießver-
fahren (ND) und im Schwerkraftkokillengießverfahren (SK) (siehe Kapitel 2.2.3) herge-
stellt. Die Werkstoffe besitzen die folgende chemische Nennzusammensetzung (Angaben
in Ma-%):
Tabelle 3.1: Chemische Zusammensetzung von AlSi8Cu3 ND und AlSi8Cu3 SK
Werkstoff Si Mg Cu Zn Sn Mn Fe Ni Ti Pb Sr Al
AlSi8Cu3 ND 8,13 0,37 3,1 0,59 0,01 0,16 0,53 0,03 0,08 0,04 0,0001 Rest
AlSi8Cu3 SK 8,68 0,38 3,1 0,29 0,01 0,19 0,28 0,02 0,08 0,02 0,02 Rest
Der Werkstoff AlSi8Cu3 ND wurde nach dem Gießprozess kontrolliert abgekühlt. Im An-
schluss wurde eine Kaltauslagerung bei Raumtemperatur durchgeführt (Zustand T1).
Der Werkstoff AlSi8Cu3 SK wurde ebenfalls kontrolliert nach dem Gießprozess abge-
kühlt. Anschließend fand jedoch eine stabilisierende Warmauslagerung statt (Zustand








Auslagerungszeit 1 Woche 2,5h
Tabelle 3.2: Wärmebehandlungen der untersuchten Legierungen
Die Zylinderköpfe weisen räumlich unterschiedliche Gefügefeinheit auf. Dies resultiert
aus den unterschiedlichen Erstarrungszeiten im Bauteil. Die Orte von denen die Er-
starrung ausgeht, weisen das feinste Gefüge auf, die zuletzt erstarrenden Bereich das
gröbste Gefüge. Wie Abbildung 3.1 zeigt, konnten die Proben aus dem Ventilsteg ent-
nommen werden, der auch eine bezüglich TMF-Beanspruchung versagenskritische Stelle
eines Zylinderkopfes darstellt.
Abbildung 3.1: Probenentnahme am Zylinderkopf
Abbildung 3.2 und Abbildung 3.3 zeigen das Gefüge der untersuchten Werkstoffe im
Ventilstegbereich. Im Vergleich der beiden Werkstoffzustände wird eine Reihe von Un-
terschieden sichtbar. So ist durch die geringere Erstarrungszeit auf der Brennraumsei-
te im Schwerkraftkokillengießverfahren gegenüber dem Niederdruckkokillengießverfahren
das dendritische Gefüge im Werkstoff AlSi8Cu3 SK deutlich feiner. Aufgrund des höhe-
ren Eisenanteils der Variante AlSi8Cu3 ND ist ein höherer Anteil eisenhaltiger Phasen
sichtbar, siehe Abbildung 3.2. Aus der Veredelung mit Sr und der schnelleren Abkühlge-
schwindigkeit resultiert eine feinere und abgerundete Form der eutektischen Si-Phasen
im Werkstoff AlSi8Cu3 SK (siehe Abbildung 3.3).
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Abbildung 3.2: Gefüge der untersuchten Legierung AlSi8Cu3 ND im Ausgangszustand
Abbildung 3.3: Gefüge der untersuchten Legierung AlSi8Cu3 SK im Ausgangszustand
3.2 Probengeometrie
Alle thermisch-mechanischen und isothermen Ermüdungsversuche wurden an zylindri-
schen Vollproben durchgeführt. Wegen der Entnahmesituation aus den verschiedenen
Zylinderköpfen wurden für den Werkstoff AlSi8Cu3 SK (Abbildung 3.4 rechts) etwas
kürzere Proben verwendet, als für den Werkstoff AlSi8Cu3 ND (Abbildung 3.4 links).
Den Zylinderköpfen wurden zunächst Stäbe mit quadratischem Querschnitt entnommen
und dann mit einer CNC-Drehmaschine zu den in Abbildung 3.4 dargestellten Proben-
geometrien weiterverarbeitet.
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Abbildung 3.4: Probengeometrien, Angaben in mm
3.3 Versuchsaufbau und Versuchsführung
3.3.1 Härtemessung
Um den Einfluss der Betriebstemperaturen und -zeiten im Zylinderkopf auf die Änderung
der Ausscheidungsstrukturen und der damit verbundenen Festigkeitsänderung zu unter-
suchen, wurden am Werkstoffzustand AlSi8Cu3 ND im kaltausgelagerten T1-Zustand
Warmauslagerungsversuche zwischen 1h und 1008h bei Temperaturen zwischen 120°C
und 300°C durchgeführt. Die Proben für die Warmauslagerungsversuche wurden den in
Abschnitt 3.1 beschriebenen Zylinderköpfen im Bereich der Zylinderkopfdichtungsfläche
entnommen. Es wurde für jede Kombination aus Auslagerungszeit und -temperatur eine
separate Probe verwendet. Vor den Warmauslagerungsversuchen wurde die Ausgangs-
härte jedes Probestückes ermittelt.
Desweiteren wurden Härtemessungen im Brennraumbereich von im Motorversuch gelau-
fenen Zylinderköpfen duchgeführt.
Es wurden Makrohärtemessungen HB 1/10 und HB 2,5/62,5 an einer Universalhärte-
prüfmaschine vom Typ KB750BV der Firma Hegewald und Peschke durchgeführt. Die
Lasteinwirkungszeit betrug 30s, die Messungen wurden bei Raumtemperatur durchge-
führt. Zur Bestimmung der Härtewerte wurden jeweils 5 Einzelmessungen vorgenom-
men.
3.3.2 Thermisch-mechanische Ermüdungsversuche
Die TMF Versuche wurden auf servohydraulischen und elektromechanischen Prüfma-
schinen der Hersteller Zwick, MTS und Schenck durchgeführt. Den prinzipiellen Aufbau
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der Versuchseinrichtung zeigt Abbildung 3.5. Sollwertvorgabe und Messdatenerfassung
erfolgen rechnergesteuert. Der Digitalregler der Prüfmaschine ermöglicht ein Umschalten
von Kraft- in Dehnungsregelung während des Versuchs. Die Temperatur der Probe wird
mit einem in der Messstrecke anliegenden NiCr-Ni Bandthermoelement gemessen und
über einen separaten Temperaturregler geregelt. Die Proben werden induktiv mit einem
Hochfrequenzgenerator mit 5kW maximaler Leistung erhitzt. Das Abkühlen der Pro-
be erfolgt durch Wärmeleitung in die wassergekühlten Fassungen. Zusätzlich kann die
Probe radial mit Druckluft angeblasen werden. Zur Dehnungsmessung wird ein kapa-
zitiver Hochtemperaturdehnungsaufnehmer über Keramikschneiden an der Messtrecke
befestigt. Die auftretenden Kräfte werden mit einer handelsüblichen Kraftmessdose ge-
messen.
Abbildung 3.5: Aufbau der TMF Prüfmaschine
Die TMF Versuche wurden totaldehnungsgeregelt unter Out-of-Phase(OP) Bedingun-
gen durchgeführt. In OP TMF Versuchen sind der zeitliche Verlauf der mechanischen
Dehnung und der Temperatur um 180° phasenverschoben.
Zu Versuchsbeginn werden Referenzzyklen in Kraftkontrolle durchgeführt. Dabei wird
die Maschine kraftfrei auf Minimaltemperatur aufgeheizt. Anschließend werden bis zu
sechs kraftfreie Referenzzyklen aufgebracht. Dabei ergibt sich der Verlauf der thermi-
schen Dehnung als gemessener Totaldehnungs-Zeitverlauf und dient als Referenz für die
Auswertung des Versuchs. Anschließend wird die Maschine in Totaldehnungskontrolle
umgeschalten und der jeweilige Totaldehnungsverlauf vorgegeben, so dass sich der ge-
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wünschte Verlauf der mechanischen Dehnung ergibt. Die Auswertung der aufgezeichneten
Messdaten erfolgt mit einem am IWKI entwickelten Programm. Aus den aufgezeichneten
Messdaten konnten für jeden Zyklus σn−εme Hysteresen bestimmt werden. Die charakte-
ristischen Größen Maximalspannung σMAX , Minimalspannung σMIN , Spannungsampli-
tude σa, Mittelspannung σm und plastische Dehnungsamplitude εpl,a konnten aus diesen
ermittelt werden und in Wechselverformungskurven über der Lastspielzahl dargestellt
werden.
Bei allen TMF Versuchen war die Minimaltemperatur TMIN =50°C. Die Versuche wur-
den bei Minimaltemperatur gestartet. Die Aufheiz- und Abkühlrate betrug 10K/s. Die
Maximaltemperaturen wurden zwischen TMAX =175°C und 275°C variiert. Bei der
Werkstoffvariante AlSi8Cu3 ND wurden Versuche mit Haltezeiten zwischen 60s und
180s bei Maximaltemperatur durchgeführt. Bei der Werkstoffvariante AlSi8Cu3 SK be-
trug die Haltezeit bei Maximaltemperatur 60s. Bei der Variante AlSi8Cu3 ND wurden
die Versuche mit unterschiedlichen Graden der Behinderung der thermischen Dehnung
gefahren. Die Totaldehnung wurde so eingestellt, dass sich mechanische Dehnungsam-
plituden einstellen, die um einen Faktor K = 0, 8, 1, 0 und 1, 2 kleiner bzw. größer
waren wie die thermische Dehnungsamplitude. Für den Werkstoff AlSi8Cu3 SK wur-
de die Totaldehnung so gewählt, dass sich mechanische Dehnungsamplituden zwischen
εme,a = 0.35% und 0.45% ergeben.
Als Abbruchkriterium wurde bei den TMF Versuchen ein Abfall der induzierten Span-
nungen um mehr als 50% oder das Erreichen der Grenzlastspielzahl von NG = 20000
Temperaturzyklen gewählt.
3.3.3 Isotherme Ermüdung
Für isotherme, zyklische Versuche bei Raumtemperatur an den beiden Legierungen kam
die in Abschnitt 3.3.2 erwähnte Prüfeinrichtung der Firma Schenck zum Einsatz. Die Ver-
suche wurden totaldehnungsgeregelt mit einer Frequenz von 1Hz isotherm bei Raumtem-
peratur durchgeführt. Die Versuche wurden mit einem dreieckförmigen Last-Zeit-Verlauf
ohne Haltezeiten gefahren. Die Auswertung erfolgte wie in 3.3.2 beschrieben.
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3.3.4 Modellanpassungsversuche
Für die Bestimmung der temperaturabhängigen Materialparameter der Verformungs-
modelle wurden isotherme Modellanpassungsversuche für den Werkstoff AlSi8Cu3 SK
durchgeführt. Diese erfolgten ebenfalls auf den in 3.3.2 vorgestellten Prüfeinrichungen
und wurden totaldehnungsgeregelt mit einer Dehnrate entsprechend den Heizraten der
TMF Versuche gefahren. Dabei wurden Proben mit verschiedenen Vorauslagerungen zur
Variation des Alterungszustandes verwendet. Es wurden jeweils fünf Trapezzyklen mit
einer Dehnungsamplitude von εme,a = 0.4% mit und ohne Haltezeit von 60s bei mini-
maler und maximaler mechanischer Dehnung durchgeführt. Für jede Probe wurde die
Temperatur schrittweise von Raumtemperatur bis auf 300°C gesteigert. Die damit vor-
liegenden Spannungs-Dehnungs-Hysteresedaten wurden zur isothermen Bestimmung der
temperaturabhängigen Parameter des viskoplastischen Modells verwendet.
3.3.5 Mikrostrukturelle Untersuchungen
Lichtmikroskopische Untersuchungen
An ausgewählten Proben der TMF-Versuche und Entnahmestücken aus Zylinderköpfen,
die im Motorversuch betrieben wurden, wurden Schliffe präpariert und mit Hilfe eines
Lichtmikroskops vom Typ Aristiomet der Firma Leitz bei unterschiedlichen Vergröß-
erungen im geäzten und ungeätzten Zustand untersucht.
Rasterelekronenmikroskopische Untersuchungen
Bruchflächen sowie Längs- und Querschliffe unterschiedlich beanspruchter Proben wur-
den mit einem Rasterelektronenmikroskop vom Typ DSM 940 der Firma Zeiss bei ma-
ximalen Vergrößerungen von 10000 untersucht.
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Das folgende Kapitel gliedert sich in drei Teile. Im ersten Teil werden die Ergebnisse der
isothermen LCF-Versuche vorgestellt. Der zweite Teil beschreibt die Resultate der aniso-
thermen TMF-Versuche und die metallographischen Ergebnisse vergleichender Untersu-
chungen der Schädigung in TMF-Proben und Zylinderköpfen von Dauerlaufmotoren. Im
dritten Teil werden die Härteprüfungen der Auslagerungsversuche zur Modellbildung des
Alterungsverhaltens vorgestellt. Die Ergebnisse des Modelles werden mit Härtemessun-
gen des Zylinderkopfbrennraumes nach Motorversuchsläufen verglichen. Die Versuchs-
ergebnisse und die Erkenntnisse dieses Kapitels bilden die Basis für die Entwicklung
geeigneter Modellansätze zur Beschreibung des Verformungs- und Lebensdauerverhal-
tens, wie in Kapitel 5 dargestellt wird.
4.1 Isotherme Ermüdungsbeanspruchung
4.1.1 AlSi8Cu3 ND
Bei Raumtemperatur und einer Frequenz von 1Hz wurden isotherme Ermüdungsversuche
mit mechanischen Dehnungsamplituden zwischen εme,a = 0, 15% und εme,a = 0, 5% am
Werkstoff AlSi8Cu3 ND im kaltausgelagerten Zustand T1 durchgeführt.
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Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten




























































Abbildung 4.1: σ - εme - Hysteresen für Raumtemperatur bei den Lastspielen N = 1
(links) und N = NB/2 (rechts) am Werkstoff AlSi8Cu3 ND
In Abbildung 4.1 sind die Verläufe der Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für die Lastspie-
le N = 1 (links) und N = NB/2 bei Raumtemperatur exemplarisch für die mechanischen
Dehnungsamplituden εme,a = 0, 25%, εme,a = 0, 3% und εme,a = 0, 5% dargestellt. Im
ersten Lastspiel ergibt sich für alle Dehnungsamplituden eine elastisch-plastische Verfor-
mung. Bei der Dehnungsamplitude von εme,a = 0, 25% ergibt sich bis zu N = NB/2 eine
Verfestigung auf ein nahezu elastisches Werkstoffverhalten. Die Hysterese bei N = NB/2
für eine Dehnungsamplitude von εme,a = 0, 5% verläuft im Bereich der plastischen Ver-
formung etwas flacher im Vergleich zu N=1. In den Hysteresen wird keine Ausprägung
einer Mittelspannung deutlich, so dass sich ein symmetrisches, zyklisch leicht verfesti-
gendes Materialverhalten einstellt.


























































Abbildung 4.2 zeigt das zyklische Verformungsverhalten des Werkstoffes AlSi8Cu3 ND
bei Raumtemperatur. In der linken Abbildung zeigt sich in der Maximal- und Minimal-
spannung eine deutliche Verfestigungstendenz, die mit größeren Dehnungsamplituden
schneller erfolgt. Das Verformungsverhalten ist symmetrisch mit Mittelspannungen nahe
Null. Die Spannungsamplituden nehmen am Versuchsanfang mit steigender Dehnungs-
amplitude zu. Bis zum Bruch ergibt sich durch die zyklische Verfestigung ein vergleich-
bares Spannungsniveau unabhängig von der Dehnungsamplitude. Im rechten Bild sieht
man die entsprechende Abnahme der plastischen Dehnungsamplituden mit der Lastspiel-
zahl, die umso ausgeprägter ist, je höher das Niveau der Dehnungsamplitude ist. Für
kleine Dehnungsamplituden nimmt die plastische Dehnungsamplitude bis auf nahezu
Null ab.
Lebensdauerverhalten
In Abbildung 4.3 ist links die mechanische Dehnungsamplitude εme,a und rechts die
plastische Dehnungsamplitude εpl,a in Abhängigkeit der Bruchlastspielzahl NB für den
Werkstoff AlSi8Cu3 ND dargestellt. Eine Erhöhung der mechanischen Dehnungsam-
plitude führt zu einer Zunahme der plastischen Dehnungsamplitude bei gleichzeitiger
Abnahme der Lebensdauer. Dabei variiert die plastische Dehnungsamplitude über zwei
Größenordnungen bei einer Variation der mechanischen Dehnungsamplitude innerhalb
einer Größenordnung.
























Abbildung 4.3: Wöhlerdarstellung der mechanischen Dehnung εme,a – NB (links) und
Manson-Coffin Darstellung NB – εpl,a (rechts) der LCF Versuche bei
Raumtemperatur an AlSi8Cu3 ND
In Abbildung 4.4 sind die Schädigungsparameter nach Ostergren und Smith-Watson-
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Topper dargestellt. Die Schädigungsparameter nach Ostergren [116]
POst = εpl,a · σmax (4.1)
und nach Smith, Watson, Topper
PSWT = εme,a · σmax (4.2)
werden dabei mit den sich bei halber Bruchlastspielzahl NB/2 einstellenden Werten
berechnet. Die beiden Schädigungsparameter ergeben aufgrund der Kombination von
plastischer bzw. mechanischer Dehnungsamplitude mit der Maximalspannung als schä-
digender Werkstoffreaktion eine gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens für den
Werkstoff AlSi8Cu3 ND. Entsprechend des jeweiligen Wertebereichs von mechanischer
und plastischer Dehnungsamplitude weist der Schädigungsparameter nach Ostergren ei-
ne deutlich größere Sensitivität über die Lebensdauern auf als der Schädigungsparameter
nach Smith-Watson-Topper.




























Abbildung 4.4: Darstellung der Schädigungsparameter nach Ostergren POst (links) und
Smith-Watson-Topper PSWT (rechts) für die LCF Versuche bei Raum-
temperatur an AlSi8Cu3 ND
Nach Abbildung 4.5 ergibt sich die Dehnungswöhlerlinie aus Addition der Lebensdauerli-
nie nach Manson-Coffin für die plastische Dehnungsamplitude und derjenigen nach Bas-
quin für die elastische Dehnungsamplitude. Diese als Manson-Coffin-Basquin-Beziehung
bezeichnete Darstellung ergibt eine sehr gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens
bei isothermer LCF Beanspruchung für den Werkstoff AlSi8Cu3 ND.
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Abbildung 4.5: Manson-Coffin-Basquin Darstellung der LCF Versuche bei Raumtempe-
ratur an AlSi8Cu3 ND
4.1.2 AlSi8Cu3 SK
Bei Raumtemperatur und einer Frequenz von 1Hz wurden isotherme Ermüdungsversuche
mit mechanischen Dehnungsamplituden zwischen εme,a = 0, 2% und εme,a = 0, 5% am
Werkstoff AlSi8Cu3 SK im warmausgelagerten Zustand T5 durchgeführt.
Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten
Abbildung 4.6 zeigt die sich im ersten LastspielN = 1 und im Lastspiel bei halber Bruch-
lastspielzahl N = NB/2 einstellenden Hystereseverläufe für Totaldehnungsamplituden
von εme,a = 0, 2%, εme,a = 0, 3%, εme,a = 0, 4% und εme,a = 0, 5%. Für den Werkstoff
AlSi8Cu3 SK wird bei allen Dehnungsamplituden elastisch-plastisches Werkstoffverhal-
ten beobachtet. Die plastischen Dehnungsamplituden steigen mit zunehmenden Deh-
nungsamplituden an. Für alle Dehnungsamplituden eribt sich eine schwach ausgeprägte
Tendenz zur Verfestigung von N = 1 zu N = NB/2.
Dies zeigen auch die in Abbildung 4.7 dargestellten Wechselverformungskurven in Form
der sich einstellenden Mittel-, Minimal- und Maximalspannung (links) bzw. der plasti-
schen Dehnungsamplitude (rechts) über der Lastspielzahl N . Die schwache Verfestigung-
stendenz äußert sich am deutlichsten durch die leicht abnehmenden plastischen Deh-
nungsamplituden. Der Werkstoff AlSi8Cu3 SK verhält sich bei Raumtemperatur in sehr
geringem Maß zyklisch verfestigend.
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Abbildung 4.6: σ - εme - Hysteresen für Raumtemperatur und N = 1 (links) und N =
NB/2 (rechts) am Werkstoff AlSi8Cu3 SK



































































Im Bild 4.8 sind die Dehnungswöhlerlinie (links) und die Manson-Coffin-Beschreibung
(rechts) der LCF Versuche bei Raumtemperatur dargestellt. Eine Erhöhung der me-
chanischen Dehnungsamplitude führt zu einer Zunahme der plastischen Dehnungsam-
plitude. Dies führt zu einer Abnahme der Lebensdauer mit zunehmender mechanischer
und plastischer Dehnungsamplitude. Eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens für
den Werkstoff AlSi8Cu3 SK bei isothermer Raumtemperatur LCF-Beanspruchung ist
mit beiden Größen möglich. Dabei weist die Manson-Coffin-Beschreibung ein breiteres
Streuband der plastischen Dehnungsamplituden auf.






















Abbildung 4.8: Wöhlerdarstellung der mechanischen Dehnung (links) und Manson-
Coffin Darstellung (rechts) der LCF Versuche bei Raumtemperatur an
AlSi8Cu3 SK
In Abbildung 4.9 sind die Schädigungsparameter nach Ostergren POst und Smith-Watson-
Topper PSWT als Funktion der Bruchlastspielzahl für alle Dehnungsamplituden aufgetra-
gen. Für beide Schädigungsparameter kann das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes
AlSi8Cu3 SK unter LCF Beanspruchung bei Raumtemperatur mit jeweils einer Aus-
gleichsgeraden in der doppellogarithmischen Auftragung beschrieben werden. Die Streu-
breite des Schädigungsparameters nach Smith-Watson-Topper fällt dabei geringer aus,
als die Streubreite des Schädigungsparameters nach Ostergren. Analog den Untersuch-
ungen an AlSi8Cu3 ND in Abschnitt 4.1.1 weist der Parameter nach Ostergren eine
höhere Sensitivität über der Lebensdauer auf, als der Parameter nach Smith-Watson-
Topper.
In Abbildung 4.10 ist die Totaldehnungswöhlerlinie nach dem Modell Manson-Coffin-
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Abbildung 4.9: Darstellung der Schädigungsparameter nach Ostergren (links) und
Smith-Watson-Topper (rechts) für die LCF Versuche bei Raumtempe-
ratur an AlSi8Cu3 SK
Basquin zu sehen. Es ergibt sich eine sehr gute Beschreibung des Lebensdauerverhal-
tens.













Abbildung 4.10: Manson-Coffin-Basquin Darstellung der LCF Versuche bei Raumtem-
peratur an AlSi8Cu3 SK
4.1.3 Diskussion
Für den Werkstoff AlSi8Cu3 ND unter isothermer LCF Beanspruchung bei Raumtem-
peratur ist eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens mit den gezeigten Beziehungen
gut möglich, wie die Abbildungen 4.3, 4.4 und 4.5 belegen. Daraus kann geschlossen wer-
den, dass es für den Werkstoff AlSi8Cu3 ND unter diesen Bedingungen eine starke Kor-
relation der Schädigung mit den betrachteten Größen von mechanischer und plastischer
52
4.2 Thermisch-Mechanische Ermüdungsbeanspruchung
Dehnungsamplitude, sowie den dargestellten Schädigungsparameter nach Ostergren POst
und Smith-Watson-Topper PSWT gibt.
Ebenso kann das Lebensdauerverhalten von AlSi8Cu3 SK unter isothermer LCF Bean-
spruchung bei Raumtemperatur beschrieben werden, wie in den Abbildungen 4.8, 4.9 und
4.10 gezeigt. Somit sind alle betrachteten Größen in gleichem Maße mit der Schädigung
korreliert und das Schädigungsverhalten kann unter diesen Versuchsbedingungen nicht
auf eine einzelne Größe zurückgeführt werden. Insbesondere der Schädigungsparameter
PSWT ermöglicht durch die Kombination von mechanischer Dehnungsamplitude und der
Maximalspannung eine gute Beschreibung des Lebensdauerverhaltens. Gleichzeitig weist
der Parameter nach Smith-Watson-Topper ein geringeres Streuband im Vergleich zum
Parameter nach Ostergren POst auf.
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4.2.1 AlSi8Cu3 ND
Am Werkstoff AlSi8Cu3 ND im kaltausgelagerten Zustand T1 wurden totaldehnungs-
geregelte TMF Out-of-Phase Versuche mit Maximaltemperaturen zwischen 175°C und
250°C durchgeführt. Die Versuche erfolgten jeweils mit Dehnungsbehinderungen von
K = 0, 8, 1, 0 und 1, 2. Es stellten sich mechanische Dehnungsamplituden zwischen
εme,a = 0, 15% und εme,a = 0, 3% ein. Die Haltezeit bei Maximaltemperatur betrug
60s.
Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten
Abbildung 4.11 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für das erste
Lastspiel bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 200°C bei den verschie-
denen Dehnungsbehinderungen. Im ersten Lastspiel werden mit ansteigender Tempe-
ratur Druckspannungen induziert. Dabei kommt es bei allen Versuchen zu plastischer
Verformung. Die Minimalspannungen zwischen -125 MPa und -150 MPa werden bei Ma-
ximaltemperatur und gleichzeitiger minimaler Dehnung erreicht. Während der Haltezeit
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kommt es bei allen Versuchen zu einem geringen Abbau der Druckspannungen durch
Relaxation. Die Hysteresen bei NB/2 zeigen höhere Maximalspannungen im Zugbereich
bei Minimaltemperatur. Die plastische Verformung ist nach der Umlagerung bei N = 1
sehr gering ausgeprägt. Die während der Haltezeit relaxierenden Spannungen liegen auf
vergleichbarem Niveau wie im ersten Lastspiel.











































Abbildung 4.11: Hysteresen für N = 1 (links) und N = NB/2 (rechts) für TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 200°C
Im Vergleich dazu zeigt Abbildung 4.12 im linken Bild die Hysteresen im ersten Lastspiel
für eine Maximaltemperatur von 225°C. Die Druckspannungen bei Maximaltemperatur
liegen aufgrund der absolut größeren mechanischen Dehnungen, die bei 225°C erreicht
werden, bei bis zu -150 MPa. Im ersten Lastspiel kommt es zu einer etwas ausgeprägteren
Relaxation als bei 200°C. Die Hysteresen beiNB/2 zeigen höhere Maximalspannungen im
Zugbereich bei Minimaltemperatur und eine größere plastische Dehnungsamplitude als
die Versuche bei 200°C. Die Relaxation während der Haltezeit bei Maximaltemperatur
ist geringer als im ersten Lastspiel.
Abbildung 4.13 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für das er-
ste Lastspiel für einen Versuch mit einer Maximaltemperatur von 250°C. Während des
Temperaturanstieges überschreitet die Spannung -150 MPa, um anschließend bis Ma-
ximaltemperatur dynamisch auf -125 MPa zu relaxieren. Während der Haltezeit bei
Maximaltemperatur relaxieren die Spannungen auf -100 MPa und damit stärker als bei
den niedrigeren Temperaturen. Die Hysterese bei NB/2 weist eine vergleichbare Ma-
ximalspannung bei Minimaltemperatur auf. Die Minimalspannungen bei Maximaltem-
peratur liegen mit -100 MPa absolut niedriger als im ersten Lastspiel. Die Relaxation
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Abbildung 4.12: Hysteresen für N = 1 (links) und N = NB/2 (rechts) für TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 225°C
ist schwächer ausgeprägt. Im Vergleich zu den TMF Versuchen bei niedrigeren Maxi-
maltemperaturen ist die plastische Dehnungsamplitude deutlich stärker ausgeprägt. Für
alle TMF-Hysteresen gilt, dass sich von N = 1 bis NB/2 höhere Zugspannungen bei
Minimaltemperatur und sich entsprechend Zugmittelspannungen einstellen.

































Abbildung 4.13: Hysteresen für N = 1 (links) und N = NB/2 (rechts) für TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 ND mit einer Maximaltemperatur
von 250°C
Der Verlauf der Maximal-, Minimal- und Mittelspannung (links) und der Verlauf der pla-
stischen Dehnungsamplitude (rechts) über die Lastspielzahl N ist für die TMF-OP Ver-
suche mit einer Maximaltemperatur von 200°C in Abbildung 4.14 dargestellt. Die Mini-
malspannungen, die sich im ersten Lastspiel einstellen, werden über die Versuchslaufzeit
in geringem Maße abgebaut. Die Spannungsmaxima sind bis zum Versuchsende nahezu
konstant. Die Verläufe der plastischen Dehnungsamplituden über die Versuchslaufzeit
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weisen im ersten Lastspiel ein ausgeprägtes Maximum auf. Die plastischen Dehnungs-
amplituden nehmen über Versuchslaufzeit ab, um in der Nähe der Bruchlastspielzahl
wieder zuzunehmen.








































Abbildung 4.14: Wechselverformungskurven für TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 200°C
Abbildung 4.15 zeigt die Wechselverformungskurven der Spannung (links) und der pla-
stischen Dehnungsamplitude (rechts) für die Versuche mit 225°C Maximaltemperatur.
Die Verläufe zeigen das gleiche Verhalten wie die TMF OP Versuche bei Maximaltemp-
eraturen von 200°C. Die plastischen Dehnungsamplituden sind dabei deutlich größer.








































Abbildung 4.15: Wechselverformungskurven für TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 225°C
Die Wechselverformungskurven für Maximaltemperaturen von 250°C bei einer Deh-
nungsbehinderung von 100% sind in Abbildung 4.16 gezeigt. Auch bei 250°C ergibt
sich über der Versuchslaufzeit eine Abnahme der Minimal- und Maximalspannungen.
Die Überalterung ist dabei nur in geringem Maße stärker ausgeprägt als bei 225°C.
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Abbildung 4.16: Wechselverformungskurven für TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 ND bei Maximaltemperaturen von 250°C
Lebensdauerverhalten
Eine Anhebung der Maximaltemperatur im TMF OP Versuch führt im Allgemeinen zu
einer Abnahme der Lebensdauer bei konstanter Dehnungsbehinderung. Die Anhebung
der Dehnungsbehinderung bei konstanter Maximaltemperatur führt genauso zu einer
Abnahme der Lebensdauer [47,49].
Abbildung 4.17 zeigt eine Auftragung der Maximaltemperatur in den TMF-OP Versu-
chen an AlSi8Cu3 ND über der Bruchlastspielzahl. Die Versuchsergebnisse lassen sich
für den untersuchten Lebensdauerbereich nicht durch eine einzelne Ausgleichsgerade an-
nähern. Die Versuche mit den variierten Dehnungsbehinderungen K = 0, 8, K = 1, 0
und K = 1, 2 zeigen einen deutlichen Einfluss auf die beobachteten Lebensdauern. Da-
bei wirkt eine Erhöhung der Dehnungsbehinderung durch den Anstieg der mechanischen
Dehnungsamplitude immer lebensdauerverkürzend. Das Lebensdauerverhalten kann für
jede Dehnungsbehinderung separat durch eine Lebensdauerlinie beschrieben werden, wie
in der Abbildung eingezeichnet. Zwei Versuche erreichten die Grenzlastspielzahl von
20000 Temperaturzyklen. Diese Versuche sind mit Pfeilen gekennzeichnet.
In Abbildung 4.18 ist das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes AlSi8Cu3 ND als Funk-
tion der mechanischen (links) und der plastischen (rechts) Dehnungsamplitude bei halber
Bruchlastspielzahl NB/2 dargestellt. Mit der Zunahme der mechanischen Dehnungsam-
plitude geht eine Abnahme der Lebensdauer einher. Eine Beschreibung der Lebensdauer
mit einer mechanischen Dehnungswöhlerlinie ist möglich. Die Darstellung der plastischen
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Abbildung 4.17: Maximaltemperatur über Lebensdauer der TMF Versuche an AlSi8Cu3
ND bei gleichzeitiger Variation der Dehnungsbehinderung K
Dehnungsamplitude über der Bruchlastspielzahl lässt keine Beschreibung des Lebensdau-
erverhaltens zu, da sich keine eindeutige Relation ergibt.
















Abbildung 4.18: Wöhlerlinie der mechanischen Dehnung NB – εme,a (links) und Manson-
Coffin Darstellung NB – εpl,a (rechts) der TMF Versuche AlSi8Cu3 ND
Abbildung 4.19 zeigt die Schädigungsparameter nach Ostergren (links) und Smith-Watson-
Topper (rechts). Mit dem Parameter nach Ostergren ist keine Beschreibung des Lebens-
dauerverhaltens möglich. Entsprechend der plastischen Dehnungsampliude lässt auch
dieses Maß der dissipierten Energie keine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens für
die Legierung AlSi8Cu3 ND unter TMF Beanspruchung zu. Der Parameter nach Smith-
Watson-Topper hingegen beschreibt das Lebensdauerverhalten der TMF Versuche für
alle Dehnungsbehinderungen und Maximaltemperaturen.
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Abbildung 4.19: Darstellung der Schädigungsparameter nach Ostergren POst (links) und
Smith-Watson-Topper PSWT (rechts) für die TMF Versuche AlSi8Cu3
ND
4.2.2 AlSi8Cu3 SK
Am Werkstoff AlSi8Cu3 SK im warmausgelagerten Zustand T5 wurden totaldehnungs-
geregelte TMF Out-of-Phase Versuche mit den Maximaltemperaturen 200°C und 250°C
durchgeführt. Die Versuche erfolgten bei mechanischen Dehnungsamplituden von εme,a =
0, 35%, εme,a = 0, 4% und εme,a = 0, 45%. Die Haltezeit bei Maximaltemperatur betrug
60s.
Diese Versuchsführung wurde gewählt, um eine Korrelation zwischen Maximaltempera-
tur, mechanischer Dehnungsamplitude und plastischer Dehnungsamplitude zu vermei-
den. Hieraus sollte eine bessere Kenntnis über die schädigungsbestimmenden Größen
gewonnen werden.
Zyklisches Spannungs-Dehnungs- und Wechselverformungsverhalten
Abbildung 4.20 zeigt im linken Bild die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für das erste
Lastspiel bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 200°C für die verschiede-
nen mechanischen Dehnungsamplituden. Für das erste Lastspiel werden mit der anstei-
genden Temperatur Druckspannungen induziert. Dabei kommt es bei allen Versuchen zu
einer starken plastischen Verformung. Die Minimalspannungen zwischen -150 MPa und
-200 MPa werden bei Maximaltemperatur und gleichzeitiger minmaler Dehnung erreicht.
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Während der Haltezeit kommt es bei allen Versuchen zu einem vergleichbaren Abbau
der Druckspannungen durch Relaxation. Die Hysteresen bei NB/2 zeigen leicht höhere
Maximalspannungen im Zugbereich bei Minimaltemperatur. Im Bereich der plastischen
Verformung zeigt sich eine geringe Verfestigung gegenüber den Hysteresen bei N = 1.
Die während der Haltezeit relaxierenden Spannungen liegen auf vergleichbarem Niveau
wie im ersten Lastspiel.


























































Abbildung 4.20: Hysteresen für N = 1 (links) und N = NB/2 (rechts) für TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK mit einer Maximaltemperatur
von 200°C
Abbildung 4.21 zeigt die Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für N = 1 (links) und NB/2
(rechts) bei den Versuchen mit einer Maximaltemperatur von 250°C für die verschiedenen
mechanischen Dehnungsamplituden. Im ersten Lastspiel werden aufgrund der stärkeren
dynamischen Relaxation im Vergleich zu den Versuchen mit einer Maximaltemperatur
von 200°C geringere Minimalspannungen zwischen ca. -100 und -140 MPa induziert. Die
Spannungsrelaxation liegt auf vergleichbarem Niveau wie bei den Versuchen mit einer
Maximaltemperatur von 200°C. Dies kann auf das geringere Druckspannungsniveau bei
gleichzeitig höherem Temperaturniveau zurückgeführt werden, das zu einem vergleich-
barem Betrag der relaxierten Spannungen während der Haltezeit führt. Die Hysteresen
bei NB/2 weisen einen leichten Mittelspannungsaufbau auf, der über die Versuchslauf-
zeit erhöhte Maximalspannungen bei Minimaltemperatur und reduzierte Minimalspan-
nungen bei Maximaltemperatur erklärt werden kann. Im Bereich der plastischen Zug-
und Druckverformungen weisen die Hysteresen eine geringere Steigung des Spannungs-
Dehnungsverlaufes und damit eine geringere Verfestigung gegenüber den Hysteresen bei
200°C auf.
Der Versuch bei einer mechanischen Dehnungsamplitude von εme,a = 0, 4% liegt auf ei-
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nem erhöhtem Spannungsniveau mit höheren induzierten Maximalspannungen, die auch
während des Versuches nicht auf das Niveau der anderen Versuche abfallen.


























































Abbildung 4.21: Hysteresen für N = 1 (links) und N = NB/2 (rechts) für TMF OP
Versuche des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK mit einer Maximaltemperatur
von 250°C
Der Verlauf der Maximal-, Minimal- und Mittelspannung (links) und der Verlauf der
plastischen Dehnungsamplitude (rechts) über die Lastspielzahl N ist für die TMF-OP
Versuche mit einer Maximaltemperatur von 200°C in Abbildung 4.22 dargestellt. Die
Minimalspannungen, die sich im ersten Lastspiel einstellen, werden über die Versuchs-
laufzeit in geringem Maße abgebaut. Die Spannungsmaxima nehmen bis zum Versuch-
sende zu. Nur bei dem Versuch mit der geringsten mechanischen Dehnungsamplitude
ergibt sich ein Maximum der Maximalspannung bei ca. 100 Lastwechseln, die bis zum
Versuchsende dann leicht abnimmt.





















































Abbildung 4.22: Wechselverformungskurven für TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 SK bei Maximaltemperaturen von 200°C
Die Verläufe der plastischen Dehnungsamplituden über die Versuchslaufzeit weisen im
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ersten Lastspiel ein ausgeprägtes Maximum auf. Die plastischen Dehnungsamplituden
nehmen über die Versuchslaufzeit in geringem Maße ab. Nur der Versuch mit der ge-
ringsten mechanischen Dehnungsamplitude weist erwartungsgemäß analog zu den Ma-
ximalspannungen ein Minimium der plastischen Dehnungsamplitude und einen sich an-
schliessenden leichten Anstieg bis zum Versuchsende auf.
In Abbildung 4.23 ist der Verlauf der Spannungen (links) und der plastischen Dehnungs-
amplitude (rechts) für die Versuche mit einer Maximaltemperatur von 250°C dargestellt.
Bei der Maximaltemperatur von 250°C weist der Werkstoff im Vergleich zu den Versu-
chen mit einer Maximaltemperatur von 200°C geringere Maximal- und Minimalspan-
nungen auf. Die Entfestigung aufgrund der Alterung tritt bereits im ersten Zyklus auf,
wodurch das Wechselverformungsverhalten über die Versuchslaufzeit stabil ist.





















































Abbildung 4.23: Wechselverformungskurven für TMF OP Versuche des Werkstoffes Al-
Si8Cu3 SK bei Maximaltemperaturen von 250°C
Lebensdauerverhalten
Abbildung 4.24 zeigt eine Temperatur-Lebensdauerkurve für die TMF Versuche an Al-
Si8Cu3 SK. Die unterschiedliche Maximaltemperatur der TMF Versuche wird durch die
Form der Datenpunkte wiedergegeben: Die Rechtecke zeigen die Versuche mit einer Ma-
ximaltemperatur von 200°C und die Dreiecke die Versuche mit einer Maximaltemperatur
von 250°C. Eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens mittels der Temperaturwöh-
lerkurve ist nicht möglich.
Das Lebensdauerverhalten des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK in Abhängigkeit der mechani-
schen und der plastischen Dehnungsamplitude ist in Abbildung 4.25 gezeigt. Mit der
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Abbildung 4.24: Darstellung der Maximaltemepratur über der Lebensdauer für die TMF
Versuche an AlSi8Cu3 SK
Erhöhung der Maximaltemperatur geht eine Erhöhung der Lebensdauer bei gleicher me-
chanischer Dehnungsamplitude einher. Dadurch ergibt sich keine gemeinsame Abhängig-
keit der Lebensdauer von der mechanischen Dehnungsamplitude für die unterschiedlichen
Maximaltemperaturen. Es ergibt sich eine getrennte Abhängigkeit der Lebensdauer von
der mechanischen Dehnungsamplitude für die unterschiedlichen Maximaltemperaturen.
Die bei höherer Maximaltemperatur aufgrund der geringeren Festigkeit bei Maximaltem-
peratur und leichten Entfestigung über die Versuchslaufzeit deutlich erhöhten plastischen
Dehnugsamplituden führen zu keiner Verminderung der Lebensdauer.
Abbildung 4.25: Mechanischen Dehnungsamplitude über Lebensdauer NB – εme,a (links)
und Manson-Coffin Darstellung NB – εpl,a (rechts) der TMF Versuche
AlSi8Cu3 SK
Da keine Beschreibung der Lebensdauer durch mechanische oder plastische Dehnung
oder die Temperatur möglich ist, zeigt Abbildung 4.26 die Schädigungsparameter nach
Ostergren und Smith-Watson-Topper. Mit dem Parameter nach Ostergren ist keine
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Beschreibung des Lebensdauerverhaltens möglich. Der Parameter nach Smith-Watson-
Topper hingegen lässt eine erste Beschreibung des Lebensdauerverhaltens der TMF
Versuche mit unterschiedlichen Maximaltemperaturen, aber identischen mechanischen
Dehnungsamplituden zu.
Abbildung 4.26: Darstellung der Schädigungsparameter nach Ostergren POst (links) und
Smith-Watson-Topper PSWT (rechts) für die TMF Versuche AlSi8Cu3
SK
4.2.3 Schädigungsentwicklung unter TMF- und
Thermoschockbeanspruchung im Motordauerlauf
Orte der Schädigung bei TMF Beanspruchung
Henne [60] und Luft [158] untersuchen im Detail die Anrissbildung und Rissausbreitung
unter TMF und TMF/HCF Beanspruchung für die Legierungen AlSi10Mg, AlSi5Cu3
und AlSi7Mg. In den Beobachtungen tritt die Rissinitierung bevorzugt in der Grenzflä-
che zwischen Al-Mischkristall und Si-Phase auf. Auf atomarer Ebene wird die Belastbar-
keit dieser Grenzfläche von Ward et al. [159] simuliert. Eine Mesoskalen-Modellierung
der Gefügestruktur unter thermisch-mechanischer Belastung deutet darauf hin, dass es
an den Al–Si-Grenzflächen zu Spannungskonzentrationen kommt. Die Modellbildung er-
folgte durch eine Vernetzung von lichtmikroskopischen Schliffen, welche mit Hilfe einer
Bilderkennung in zweidimensionale FE-Netze umgesetzt wurden. Für die Kennwerte der
verschiedenen Phasen wurden Werte aus der Literatur herangezogen. Abbildung 4.27
zeigt das Schliffbild (links) und das Netz des zugehörigen FE-Modells (rechts).
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Abbildung 4.27: Schliff (links) und Netz des zugehörigen FE-Modells (rechts)
In Abbildung 4.28 ist die Von Mises Spannungsverteilung bei thermischer Belastung
dargestellt. Man erkennt, dads es vor allem in den Bereichen um grössere Si-Partikel
zu stark erhöhten Spannungen kommt. Eisen und Kupferphasen führen bei thermischer
Beanspruchung nur zu geringen Spannungsüberhöhungen. Die Konzentration der Span-
nung an den größeren Si-Partikeln kann zum einen auf die Unterschiede der elastischen
Eigenschaften, vor allem jedoch auf die unterschiedlichen thermischen Ausdehnungsko-
effizienten zurückgeführt werden [52]. Bei TMF Belastung kommt es so zu erhöhten
Mikrospannungen mit jedem thermischen Zyklus und damit zu der beobachteten bevor-
zugten Rissinitiierung.
Abbildung 4.28: Spannungsverteilung bei thermischer Belastung im Gefüge
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Vergleich der Schädigung im TMF Versuch zur Schädigung im Motorversuch
Um die Übertragbarkeit des thermisch-mechanischen Schädigungsverhaltens von der ein-
achsig homogen beanspruchten Probe im TMF Versuch auf das Bauteil mit gradienten-
behafteter thermisch-mechanischer Beanspruchungsituation zu prüfen, werden im fol-
genden Gefügeuntersuchungen geschädigter Proben und Bauteile gezeigt.
Abbildung 4.29 zeigt im linken Bild den Risspfad der Legierung AlSi8Cu3 ND in ei-
ner Probe nach einem TMF-Versuch. Oberflächennah erkennt man eine deutliche Zer-
rüttung des Gefüges. Es kommt zu Brüchen der eutektischen Phasen und zu einem
interdentritischen Rissfortschritt entlang der Phasengrenzen und der gebrochenen Pha-
sen. Abbildung 4.29 zeigt den Risspfad der Legierung AlSi8Cu3 ND im ZK nach einem
Abbildung 4.29: Rissfront (jeweils links im Bild) in der Legierung AlSi8Cu3 ND im TMF
Versuch (links) und im ZK nach Thermoschockdauerlauf (rechts)
Thermoschockdauerlauf im rechten Bild. Das Erscheinungsbild des Rissverlaufes zeigt
die gleichen Merkmale wie in der TMF Versuchsprobe. Der Riss verläuft ebenso entlang
der Phasengrenzen in den interdentritischen Bereichen.
In Abbildung 4.30 ist der Risspfad im ZK aus der Legierung AlSi8Cu3 SK in einem Ther-
moschockdauerlauf gezeigt. Es zeigen sich wieder die gleichen Merkmale des Rissausbrei-
tungsverhaltens.
Henne zeigt in seiner Arbeit [49] mikrostrukturelle Untersuchungen von TMF und über-
lagerten TMF/HCF Versuchen, wie in Abbildung 4.31 im linken Bild gezeigt. Abbildung
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Abbildung 4.30: Rissverlauf in einer Probe nach TMF Versuch (links) und in einem ZK
nach Thermoschockdauerlauf (rechts) der Legierung AlSi8Cu3 SK
4.31 zeigt im rechten Bild die Schädigung in einem Zylinderkopf nach einem Thermo-
schockdauerlauf. Der Einlass-Auslasssteg zeigte Anzeichen plastischer Verformung, je-
doch keinen makroskopischen Anriss. In metallographischen Untersuchungen wurden
Mikrorisse im intradentritischen Bereich gefunden, auch knapp unter der Oberfläche.
Die Mikrorisse treten an den Phasengrenzen der Si-Kistalle zum Al-MK auf.
4.2.4 Diskussion
Das Lebensdauerverhalten der Legierung AlSi8Cu3 ND lässt sich bei den untersuch-
ten TMF- Beanspruchungen mit drei Dehnungsbehinderungen nicht durch eine einzel-
ne Ausgleichsgerade beschreiben, wie in Abbildung 4.17 gezeigt. Wie Abbildung 4.18
und Abbildung 4.19 belegen, ist eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens sowohl
durch die mechanische Dehnungsamplitude und den Schädigungsparameter nach Smith-
Watson-Toppper gut möglich. Für beide Darstellungen lässt sich das Lebensdauerver-
halten jeweils mit einer Ausgleichsgeraden zusammenfassen.
Für den Werkstoff AlSi8Cu3 SK weist die beste Beschreibung der Lebensdauer durch den
Parameter von Smith-Watson-Topper (Abbildung 4.26) darauf hin, dass die induzierte
Spannnung und die damit verbundene Dehnungsenergiedichte maßgebliche Einflussgrö-
ßen der Schädigung unter TMF-OP-Beanspruchung sind. Durch die Versuchsführung
mit getrennter Variation der Maximaltemperatur, der mechanischen Dehnungsamplitu-
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Abbildung 4.31: Längsschliff durch die Messstrecke nach einem TMF Versuch (links) [49]
und Schliff im Einlass-Auslassventilsteg des Zylindekopfes nach einem
Thermoschockdauerlauf (rechts)
de bei sich ergebender Dehnungsbehinderung sind auch keine Ausgleichsgeraden zur Be-
schreibung des Lebensdauerverhaltens in der Auftragung der Maximaltemperatur über
Bruchlastspielzahl mehr möglich.
Aus den Ergebnissen der TMF-Versuchemit Maximaltemperaturen von TMAX = 200°C
und 250°C kann geschlossen werden, dass der Al-Si Gusswerkstoff AlSi8Cu3 SK kein
ausgeprägtes Potential zur plastischen Verfestigung auf der Mikroebene durch Bildung
von stabilen Versetzungsstrukturen aufweist. Dadurch kommt es zu keinem deutlichen
Beitrag von Mikrospannungen zu den induzierten Makrospannungen. Dies steht im Ge-
gensatz zu einer LCF-Beanspruchung bei Raumtemperatur, wodurch die Möglichkeit
zum Aufbau von Versetzungsstrukturen und dadurch entstehenden Mikrospannungen,
ein Beitrag zur Schädigung an sekundären Phasen im Gefüge möglich wird. Hinge-
gen kommt es unter thermisch wechselnder Beanspruchung zu einer zusätzlichen Be-
anspruchung in der Grenzfläche zwischen den eutektischen Silizium-Kristallen und der
Aluminium-Matrix aufgrund des starken Unterschiedes im Koeffizienten der thermischen
Ausdehnung zwischen Aluminium-Matrix und Silizium [49,52].
Ausgehend von dieser Beobachtung wurde das Lebensdauerverhalten unter TMF-Beanspruchung
durch einen Schädigungsparameter auf Energiebasis modelliert [160, 161], ähnlich dem
Vorschlag von Dowling in [162]. Das zyklische J-Integral zur Beschreibung der Lebens-
dauer an Werkstoffen, die ein ausgeprägtes Kurzrisswachstum aufweisen, wird dabei
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durch die Summe aus elastischer We und plastischer Energie Wp im Zyklus beschrie-
ben:
∆J = f1We +Wp (4.3)
Mit f1 als zwischen elastischer We und plastischer Energie Wp gewichtender Material-




beschrieben. In [87] wird vorgeschlagen, die plastisch dissipierte Energie im Zyklus zur
Beschreibung des Lebensdauerverhaltens zu verwenden, entsprechend wird sie als
Wp =
∫
σ · ε˙dt (4.5)
berechnet. In Abbildung 4.32 sind die zur elastischen und plastisch, dissipierten Energie
gehörigen Flächen beispielhaft für eine Hysterese dargestellt. Von Amiable et al. wird
ein vergleichbares Lebensdauermodell für mehrachsige Belastungszustände vorgeschla-
gen [163, 164]. Dabei wird für die elastische Energie ein Ausdruck der hydrostatischen
Spannung gebraucht.
Abbildung 4.32: Darstellung der elastischen We und plastisch dissipierten Energie Wp
Der Parameter fasst die zur Rissinitiierung beitragende plastische Energie mit der ela-
stischen Energie, welche das Mikrorisswachstum treibt, zusammen. Damit wird, wie in
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Abbbildung 4.33 gezeigt, eine Beschreibung des Lebensdauerverhaltens für die TMF Ver-
suche an AlSi8Cu3 SK bei verschiedenen mechanischen Dehnungsamplituden möglich.
Abbildung 4.33: Schädigungsparameter auf Basis des zyklischen J-Integrals für TMF
Versuche an AlSi8Cu3 SK
In Abbildung 4.34 sind zusätzlich die LCF Versuche bei Raumtemperatur eingetragen.
Dabei erfolgte keine neue Anpassung der dargestellten Regressionsgerade. Die LCF-
Versuche liegen in einem Streuband mit den TMF Versuchen. Eine gemeinsame Re-
gression könnte das Lebensdauerverhalten etwas besser beschreiben. Es soll jedoch nur
dargestellt werden, dass die dissipierte Energie und maßgeblich die induzierte Spannung
für die lebensdauerbestimmende Schädigung verantwortlich sind. Dabei kann das Ver-
hältnis des Schädigungsbeitrages zwischen plastisch dissipierter Energie und induzierter
Spannung zwischen TMF- und LCF-Beanspruchung bei RT unterschiedlich sein, da die
Legierung AlSi8Cu3 SK bei isothermer Raumtemperaturbeanspruchung eine stärkere
Verfestigung auf der Mikroebene und daraus einen stärkeren Beitrag der Mikrospannun-
gen zur Schädigung aufweisen kann, was eine Verschiebung der Ausgleichsgeraden zu
etwas kleineren Bruchlastspielzahlen nahe legt.
Die komplexe Wechselwirkung aus Alterung, Temperatur, Rissinitiierung und Risswachs-
tum macht es erforderlich, dass die Übertragbarkeit und Anwendung der Modellansätze
zu Lebensdauerbeschreibung selbst zwischen unterschiedlichen Al-Si-Gusslegierungen in
jedem Fall überprüft wird.
Die mikrostrukturellen Untersuchungen in Abschnitt 4.2.3 zusammenfassend kann für
die Schädigung in den TMF-Proben, als auch für die Risse in den ZK gesagt werden, dass
sich der Riss sowohl bei der Initiierung als auch beim Wachstum die schwächsten Stellen
im Gefüge sucht. Dies sind in der Regel Phasengrenzen zwischen α- und β- Mischkristal-
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Abbildung 4.34: Schädigungsparameter auf Basis des zyklischen J-Integrals für TMF-
und isotherme LCF-Versuche an AlSi8Cu3 SK
len und Phasengrenzen entlang und innerhalb eutektischer Bereiche. Größere homogene
Mischkristallgebiete (meist α-MK) werden in der Regel umgangen und nur im Einzelfall
durchtrennt. Kleinere Mischkristallbereiche (meist β-MK) dagegen können je nach Lage
zum Risspfad auch leicht durchtrennt werden. Insgesamt entsteht dadurch ein relativ
stark zerklüfteter und nicht geradliniger Risspfad. Die Gesamtheit der Aufnahmen zeigt
das typische Erscheinungsbild thermomechanischer Risse bei untereutektoiden Alumini-
umgusslegierungen.
4.3 Warmauslagerungsversuche
4.3.1 Härteänderungen der Legierung AlSi8Cu3 ND
An jedem Probestück der kaltausgehärteten Legierung AlSi8Cu3 ND T1 wurden fünf
Härtemessungen vorgenommen. Dabei ergibt sich ein mittlerer Härtewert von 102 HB
und eine hohe Streuung der Härtewerte von ± 8 HB. Nach Auslagerung nimmt die
Streuung für sehr stark überalterte Zustände bis auf ± 1 HB ab. Die große Streuung
im Anfangszustand kann auf die im Bauteil lokal unterschiedlichen Abkühlbedingungen
aus dem Gießprozess zurückgeführt werden, wodurch der Anteil lokal im Mischkristall
gelöster Legierungselemente über das Bauteil variiert. Im weiteren Verlauf führt die
anschließende Kaltauslagerung je nach lokalen Startbedingungen an gelösten Ausschei-
dungsbildern zu einer anderen Festigkeit im Ausgangszustand.
71
4.3 Warmauslagerungsversuche
Abbildung 4.35: Härte von AlSi8Cu3 ND T1 für unterschiedliche Alterungstempe-
raturen und -zeiten in linearer (links) und logarithmischer (rechts)
Zeitauftragung
Abbildung 4.35 zeigt die arithmetischen Mittelwerte von jeweils fünf Härtemessungen
für Auslagerungstemperaturen zwischen 120 °C und 300 °C und Auslagerungszeiten zwi-
schen 1 h und 1008 h. Bei Auslagerungstemperaturen zwischen 120 °C und 200°C tritt
ein Härteanstieg bis zu einer mittleren Härte von 122 HB auf. Für die Auslagerungs-
temperaturen 120 °C und 150 °C tritt kein Härteabfall auf. Bei 200°C tritt bei 10h
Auslagerungszeit ein Härtemaximum von 102 HB auf, bei weiterer Auslagerung tritt ein
Härteabfall auf. Bei 250 °C und 300 °C Auslagerungstemperatur wird in den Messungen
kein Härtemaximum mehr beobachtet. Es treten bereits bei kurzen Auslagerungszeiten
signifikante Härteabfälle auf. Für 300 °C Auslagerungstemperatur ist der Werkstoff nach
10h mit einem Härteniveau von 73 HB bereits stark überaltert.
Die Härtewerte lassen sich gut mit dem in Abschnitt 2.2.4 vorgestellten Modell nach
Shercliff und Ashby [39,43]
H (T, t) = Hi +Hss +Hppt (4.6)
zur Beschreibung des zeit- und temperaturabhängigen Alterungsverhaltens ausschei-
dungsgehärteter Aluminiumlegierungen beschreiben. Für die Bestimmung der Modell-
parameter wurden die in [43] vorgestellten Methoden in Kombination mit einer Opti-
mierung auf Basis der Fehlerquadratmethode verwendet, siehe Abschnitt 2.4. Die Im-
plementierung des Alterungsmodells erfolgte wie in [165] beschrieben.
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4.3.2 Härteprüfung an gelaufenen Zylinderköpfen
Basierend auf den in Abschnitt 4.3.1 ermittelten Zusammenhängen wurde die lokal
auftretende Härteverteilung in einem Zylinderkopf simuliert. Die Simulationsergebnisse
wurden anschließend den an gelaufenen Zylinderköpfen gemessenen Härtewerten gegen-
übergestellt. Für die Simulation der Härteverteilung wurden die Zeiten maximaler Tem-
peraturen während des Thermoschockdauerlaufs akkumuliert und als Eingangsgrößen
für das Modell nach Shercliff und Ashby verwendet. Abbildung 4.36 zeigt die simulierte
lokale Härteverteilung auf der Brennraumseite des Zylinderkopfes.
Abbildung 4.36: Temperaturverteilung (links) und simulierte Härteverteilung (rechts)
im Zylinderkopf nach einem Thermoschockdauerlauf
In den Bereichen des Zylinderkopfes mit Temperaturen von 100 - 150°C kommt es zu
Härteanstiegen bis zu Mittelwerten von 111 HB.
In Abbildung 4.37 sind die gemessenen Härtewerte auf dem Ventilsteg nach dem ab-
solvierten Dauerlauf zu sehen. Es zeigt sich eine Abnahme der Härtewerte Richtung
Brennraummitte, zur Zündkerzenbohrung (unten im Bild). Dabei wird das lokale Här-
teminimum im Auslass-Auslassventilsteg erreicht. An diesem Ort treten auch die höch-
sten Temperaturen im Brennraumbereich auf, was zu einer schnellen und deutlichen
Überalterung führt. Die Härtewerte in kälteren Bereichen des Ventilstegs verändern sich
gegenüber der Anfangshärte nicht.
Die gemessenen Härtewerte wurden dem Ergebnis der simulierten Härteverteilung ge-
genübergestellt und es zeigt sich generell eine gute Übereinstimmung. Nur lokal in der
Nähe der Risse im Zündkerzenbereich, wo 59 HB gemessen wurden, zeigt die Simulation
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eine Härte von 65 HB, wie Abbildung 4.37 im Vergleich zu Abbildung 4.36 zeigt.
Abbildung 4.37: gemessene Härteverteilungen auf der Brennraumoberfläche im Ventil-
steg (links) und um die Zündkerzenbohrung (rechts)
4.3.3 Diskussion
Die Härteänderung in Abhängigkeit von Temperatur und Zeit lässt sich mit dem Modell
nach Shercliff und Ashby für die Legierung AlSi8Cu3 ND im Wärmebehandlungszustand
T1 gut beschreiben. Bei der Anwendung des Alterungsmodells auf gelaufene Motoren
zeigt sich, dass in der Nähe der Risse zwischen Zündkerzenbohrung und Auslassventil
verstärkt Versetzungen aufgrund der plastischen Versetzungen auftreten. Verschiedene
Publikationen [166,167] belegen eine signifikante Beschleunigung der Entfestigungspro-
zesse aufgrund der begünstigenden Wirkung der Versetzungen auf die Diffusion. Die
Härteverteilung des Zylinderkopfes weißt generell eine gute Übereinstimmung zwischen
der Simulation und der Messung auf.
Voraussetzung für die spätere Anwendung des Alterungsmodells in der Verformungsmo-
dellierung ist eine hohe Korrelation zwischen Festigkeit und Härte. Abbildung 4.38 zeigt
die aus Zugversuchen ermittelten Streckgrenzen über der jeweils gemessenen Härte. Es
sind sowohl Werte im Ausgangszustand als auch für verschieden lange Auslagerungen
bei 250°C aufgetragen. Dabei zeigt sich ein linearer Zusammenhang zwischen Härte und
Streckgrenze. Damit kann das Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby sehr gut in
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Abbildung 4.38: Streckgrenze in Abhängigkeit der Härte für unterschiedliche Alterungs-
zustände der AlSi8Cu3 ND T1
Verformungsmodellen als innere Variable für die dem jeweiligen Alterungszustand ent-






In diesem Kapitel wird die Modellbildung zur Simulation der thermisch-mechanischen
Beanspruchung im Zylinderkopf während des Motorbetriebes erläutert. Im ersten Teil
wird die Modellierung des Alterungsverhaltens beschrieben. Die Integration des Alt-
erungsverhaltens in das Verformungsmodell zur gemeinsamen Beschreibung des Wech-
selverformungsverhaltens erfolgt im zweiten Teil des Kapitels. Im dritten Teil wird auf
die nötigen Schritte zur Bestimmung der Modellparameter eingegangen, am Beispiel
des Werkstoffes AlSi8Cu3 SK. Im vierten Teil wird eine probabilistische Interpretation
der statistischen Effekte des Materialverhaltens durchgeführt. Dazu gehören die Streu-
ung der Verformungsantwort der Al-Si Legierung und des Lebensdauerverhaltens un-
ter thermisch-mechanischer Beanspruchung und die daraus resultierende Gesamtstreu-
ung.
5.1 Verformungsverhalten
Für die Modellierung des Verformungsverhaltens bei hohen Temperaturen wurde eine
Vorauswahl getroffen. Diese fiel auf das viskoplastische Chabochemodell mit sieben Para-
metern und auf das Two Layer Viscoplastic (TLV) Modell. Das Chabochemodell ist der
klassische Vertreter der Unified Modells zur Beschreibung von Hochtemperaturplastizi-
tät [74]. Auf das TLV Modell fiel die Wahl, da es Teil des ABAQUS Programmpaketes
ist, aber auch weil es bereits für die Bewertung von Motorbauteilen wie Abgaskrümmer
und Zylinderkopf Verwendung findet [168]. Die beiden Modelle wurden bezüglich ihrer
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Abbildung 5.1: Vergleich des Two Layer Viscoplastic (blau) und Chaboche (rot) Modells
Eignung zur Beschreibung des Materialverhaltens bei TMF-Beanspruchung des Werk-
stoffs AlSi8Cu3 ND verglichen. Dazu wurde das viskoplastische Chaboche Modell in
der Version mit sieben Parametern und jeweils einer Entwicklungsgleichung für kinema-
tische und isotrope Verfestigung, als ABAQUS User Material (UMAT) implementiert.
Beide Modelle wurden für den Vergleich an den stabilisierten Zustand der Legierung Al-
Si8Cu3 ND bei thermisch-mechanischer Belastung angepasst. Mit diesen Anpassungen
wurde der TMF-Zyklus in einem Zylinderkopf für das Chaboche und das TLV Modell
berechnet. Dabei zeigen sich nur geringe Unterschiede der berechneten Hysteresen am
kritischen Ort des Zylinderkopfes, wie in Abbildung 5.1 gezeigt.
Die beobachteten Unterschiede sind eher den unterschiedlichen Optimierungsergebnissen
für die Materialparameter zuzuschreiben, als dem Unterschied in den beiden Modellen.
Zu ähnlichen Ergebnissen kommt auch Verger in [86]. Beide Modelle sind in der Lage
viskoplastisches Verhalten im Hochtemperaturbereich adäquat zu beschreiben. Der Vor-
teil des TLV Modells liegt in der Implementierung im FEM Code ABAQUS, womit ein
effizienter Algorithmus vorliegt und die Pflege der selbstprogrammierten UMAT entfällt.




Für die Beschreibung des Alterungsverhaltens der eingesetzten Aluminiumgusslegierun-
gen wird das im Kapitel 2.2.4 vorgestellte Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby
verwendet.
Das Two Layer Viscoplastic Modell zur Beschreibung des Verformungsverhaltens und
das Modell nach Shercliff und Ashby zur Beschreibung des Alterungsverhaltens werden
kombiniert. Dies erfolgt über eine Beeinflussung der Fliessgrenze σ0 und der nichtlinea-
ren kinematischen Verfestigung C über die alterungsabhängige Streckgrenze, welche über
das Alterungsmodell als Funktion von Temperatur und Zeit beschrieben ist. Bei diesem
Vorgehen wird zum einen die Annahme getroffen, das Verformungs- und Alterungs-
verhalten voneinander unabhängig sind. Zum anderen, dass das temperaturabhängige
Verhalten der Materialparameter von der Alterung unabhängig ist. Dieses Vorgehen ist
im Detail von Guillou in [88] beschrieben. Die Diffusionsvorgänge der Alterung sind
nicht unabhängig von plastischer Verformung, wie man aus den Härteversuchen an ge-
laufenen Zylinderköpfen erkennen kann. Jedoch wird durch die gleichzeitige anisotherme
Anpassung beider Modelle für die hochbeanspruchten Bereiche eine gute Beschreibung
des Verformungsverhaltens bei der TMF Beanspruchung erreicht.
Verglichen mit der ursprünglichen Formulierung des Shercliff Ashby Modells werden die
Gleichungen und Parameter reduziert, so dass eine phänomenologische Beschreibung
des Alterungsverhaltens möglich ist, zugleich aber die Anzahl der zu bestimmenden
Parameter verringert ist. Wie in 4.3 und im Detail in [88] vorgestellt, lässt sich mit
dem Modell nach Shercliff und Ashby die RP plastische Dehngrenze als Funktion der










mit der Aktivierungsenergie QA und der temperaturkorrigierten Peakzeit Pp. Die Streck-
grenze ergibt sich aus den einzelnen Beiträgen der intrinsischen Festigkeit σi, der Aus-
scheidungen σppt und der Mischkristallhärtung σss, als Funktion der temperaturkorri-
gierten Zeit.
Rp(P ) = σi + σppt + σss (5.2)
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mit den Parametern Dσppt, Pp der temperaturkorrigierten Zeit bis zum Festigkeitspeak
und der Zeitkonstante τ1.
Die Beiträge aus der Mischkristallhärtung zur Festigkeit errechnen sich nach folgender




























τ1 ist über den Parameter K1 mit der Peakzeit tp verbunden:
τ1 = K1tp (5.5)
Für jede Hysterese wird die temperaturkorrigierte Zeit mit der Annahme berechnet, dass
der Beitrag zur Alterung nur während der Haltezeit bei Maximaltemperatur entsteht.
Das heißt, dass sich die temperaturkorrigierte Zeit P für jeden Versuch durch optionale
Vorauslagerung Pini und die aktuelle Zyklenzahl n









ergibt. δt ist dabei die Dauer der Haltezeit.
Für die Beschreibung der alterungs- und temperaturabhängigen Streckgrenze wird im
Verformungsmodell die Beschreibung entsprechend folgender Gleichung verwendet.
σ0 = Rp(P )K1(T ) (5.7)
mit der Streckgrenze Rp(P ) entsprechend Gleichung 5.2 und K1(T ) für die Beschrei-
bung der Temperaturabhängigkeit der Streckgrenze. Dabei wird angenommen, dass die
Temperaturabhängigkeit von der Alterung entkoppelt ist. Da sich das Verfestigungsver-
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halten bei plastischer Verformung je nach Alterungszustand ebenfalls verändert wird der
Koefizient der kinematischen Verfestigung C durch folgende Gleichung beschrieben.
C (T, P ) = [Rp (P )−K2T ]K3 (T ) (5.8)
wobei K1 und K2 zu bestimmende Materialparameter sind. Bei konstanter aktueller
Temperatur ist das Verhalten von C linear mit dem Alterungsterm für die Festigkeit
R. Durch einfache Regression von C(T, P ) nach R(P ) für verschiedene Temperaturen
erhält man K2 und K3.
5.3 Bestimmung der Materialparameter
Damit die Anzahl der zu bestimmenden Parameter reduziert wird und ein glattes Ver-
halten der Materialparameter über der Temperatur erreicht wird, wurde die für jeden
Materialparameter typische Temperaturabhängigkeit bestimmt. So muss nicht für jeden
Temperaturstützpunkt ein Parameterwert optimiert werden, sondern nur die Koeffizien-
ten der jeweils zugehörigen temperaturabhängigen Funktion. Dieses Vorgehen reduziert
die Anzahl der anzupassenden Parameter deutlich. Die Bestimmung des temperaturab-
hängigen Verhaltens erfolgte durch Parameterbestimmung für isotherme LCF Versuche
bei Temperaturen von 20, 150, 175, 200, 225, 250, 275 und 300°C. Dabei wurden durch
isotherme Vorauslagerung verschiedene Alterungszustände eingestellt. Die LCF Versu-
che wurden für jede Temperatur mit drei Zyklen ohne und drei Zyklen mit Haltezeit
durchgeführt. Abbildung 5.2 zeigt den Vergleich des angepassten Verformungsmodells
mit der experimentellen Hysterese für eine Kombination von aktueller Temperatur und
Vorauslagerung.
Durch Auftragung der bestimmten Parameter über zugehöriger Temperatur lassen sich
nun die Temperaturfunktionen der jeweiligen Materialparameter bestimmen. Abbildung
5.3 zeigt die Temperaturabhängigkeit von E-Modul (links) und Streckgrenze (rechts)
und die jeweils beschreibende Funktion erster und zweiter Ordnung.
Tabelle 5.1 gibt die aus diesen Anpassungen bestimmten Temperaturfunktionen für das
Verformungsmodell und die Anzahl an jeweils nötigen Koeffizienten um die temperatur-
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Abbildung 5.2: Vergleich der Versuchshysterese mit dem angepassten Modell für 300°C
abhängige Funktion zu bestimmen. Da in dem Materialeingabedeck für ABAQUS eine
tabellarische Angabe als Funktion der Temperatur gefordert ist, kann so die Anzahl
an Parametern, welche für das anisotherme Verhalten des Werkstoffes benötigt werden,
reduziert werden und zugleich eine konsistente und feine Bereitstellung der ABAQUS-
Eingabedaten erfolgen. Auf Penalty-Funktionen während der Optimierung, die ein mit
Temperatur fallendes oder zunehmendes Verhalten des jeweiligen Materialparameters
erzwingen, kann so verzichtet werden.
Die Parameterbestimmungen erfolgen mit MATLAB und der CMAES Optimierungsrou-
tine (siehe 2.4.3). Dazu wurden die ABAQUS Materialmodelle in MATLAB implemen-
tiert. Dies macht eine schnelle Optimierung der Materialparameter möglich, da für die
zahlreichen Funktionsaufrufe des Optimierers für die Integration des Materialmodells bei
der Berechnung der anzupassenden Hysterese auf einen Aufruf von ABAQUS verzich-
tet werden und die gesamte Optimierung innerhalb der MATLAB Umgebung stattfin-
den kann. Um die aktuelle Parametersatzgüte als Minimierungsfunktion bereitzustellen,
wird die Fehlerquadratmethode zwischen Versuchsdaten und dem Ergebnis der Mate-
82
5.4 Probabilistische Interpretation
Abbildung 5.3: Temperaturabhängigkeit der Parameter E-Modul und Streckgrenze; Die
Werte der isothermen Einzelanpassungen in blau und die abgeleitete
Temperaturfunktion in rot)
rialmodellintegration verwendet, siehe Abschnitt 2.4.2. Abbildung 5.4 zeigt den Ver-
gleich zwischen einer TMF-Versuchshysterese und dem Materialmodell mit dem Para-
metersatz der globalen Anpassung für alle Experimente. Dieser Parametersatz gibt den
besten Kompromiss für die Beschreibung der Verformung aller zur Optimierung heran-
gezogenen Experimente. Für einzelne Experimente ergeben sich Abweichungen im Span-
nungsverlauf. Diese Abweichungen können der Streuung in der Verformungsantwort der
verschiedenen Proben aufgrund kleiner Unterschiede in der Mikrostruktur zugeschrieben
werden, wie lokale Seigerungen oder Einflüsse der Kornstruktur in der Messstrecke der
Probe.
5.4 Probabilistische Interpretation
Betrachtet man das in Abschnitt 4.2 beschriebene Lebensdauerverhalten bei TMF-
Beanspruchungen, so kann man daraus schließen, dass für die auftretenden Streuungen
der Lebensdauer zwei Effekte verantwortlich sind. Zum einen variiert die Beanspruchbar-
keit, also das spezifische Ermüdungsverhalten einer konkreten Probe. Für diese Streu-
ung sind unterschiedliche Ausprägungen an möglichen Defektorten, wie qualitative und
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Parameter Anzahl der Koeffizienten Funktion
E 2 E = E1 · T + E2
σ0 3 σ0 = σ3 · T 2 + σ2 · T + σ1
K1 2 K1 = K11 · T +K12
K2 3 K2 = K21 · T 2 +K22 · T +K23
γ 1
fV 2 fV = fV 1 · T + fV 2
n 1
η 1 η = v · n(− 13)
R 1
Tabelle 5.1: Temperaturabhängigkeiten der Materialparameter des viskoplastischen
Modells
quantitative Ausprägung der Porosität, eutektischem Anteil und sekundären Phasen
verantwortlich. Zum anderen unterliegt auch die Beanspruchung selbst einer Streuung.
Im TMF-OP-Belastungsfall an Al-Si-Gusslegierungen bedeutet dies, welche Spannung
in der jeweiligen Probe induziert wird. So kommt es auch bei gleichen Versuchsparame-
tern von Temperatur- und Dehnungsverlauf zu unterschiedlichen Spannungsantworten,
was verallgemeinert als Streuung des Festigkeitsverhaltens der Probe bezeichnet werden
kann. Die Ursachen dafür liegen wiederum auf der Mikroebene, wo eine unterschied-
liche Ausprägung von Ausscheidungszustand, Mischkristall und Kornstruktur für eine
Variation der Festigkeit veantwortlich ist. Die Längenskalen von Probendurchmesser
gegenüber Dendriten und Kornstruktur lassen auf ansisotrope Effekte hinsichtlich der
induzierten Spannung schließen. Damit können einzelne Körner Verhalten in der Mes-
strecke dominieren und die Voraussetzung für Isotropie, nämlich die Mittelung über eine
Vielzahl anisotroper Körner, ist verletzt. Berechnet man nun einen Schädigungsparame-
ter zur Beschreibung der Lebensdauer, so wird diese Variation der Spannungsantworten
bei der Parameterberechnung berücksichtigt. Das Modell mit dem höchsten Regressi-
onskoeffizienten ist am besten in der Lage das Lebensdauerverhalten und Variationen
in den Belastungen zu beschreiben. Im Allgemeinen wird dann bei der Bewertung der
Lebensdauer eines Bauteils ein deterministisches Verformungsmodell mit dem Lebens-
dauermodell und zugehöriger Streuung zur Bewertung einer Lebensdauer mit 50 oder
10% Ausfallwahrscheinlichkeit kombiniert. Wird auf diese Weise vorgegangen, so ver-
nachlässigt man die Streuung in der Lebensdauer, welche aufgrund der Streuung in den
Spannungen der Verformungsantwort des Werkstoffes entsteht. Dies kann zu einer nicht
konservativen Abschätzung der Lebensdauer führen, da die Streuung der berechneten
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Abbildung 5.4: Globale Anpassung des Verformungsmodells
Lebensdauern unterschätzt werden kann.
Im Folgenden wird versucht die beiden für die Gesamtstreuung verantwortlichen Streu-
ungen einzeln zu beschreiben.
5.4.1 Streuung der Verformungsantwort
Typischerweise erfolgt die Bestimmung der Materialparameter, wie in Abschnitt 5.3 be-
schrieben, für alle Versuche zugleich. Als Ergebnis erhält man einen Satz an Modellpara-
metern, die eine Beschreibung aller Versuche zulässt, sozusagen einen Mittelwertsatz für
die vorliegenden Versuche, im folgenden globale Parameter genannt. Um die Streuung
der Spannungsantworten, also der Beanspruchung, beschreiben zu können, werden die
Modellparameter für jeden Versuch einzeln bestimmt. Dies erfolgt durch eine Parame-
terbestimmung bei der die Fehlerquadratsumme der Optimierung nur für einen Versuch
gebildet wird; man erhält individuelle Parameter für das Verformungsmodell. Diese Art
der Bestimmung ermöglicht eine sehr gute Beschreibung der Verformungsantwort der
einzelnen Experimente. Abbildung 5.5 zeigt den Vergleich des angepassten Verformungs-
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modells und zugehöriger TMF Hysterese. Es wird ersichtlich, dass das Modell in der Lage
ist den einen Versuch sehr gut zu beschreiben. Vergleicht man hierzu das Modell mit
globalen Parametern in Abbildung 5.4, so wird klar, dass die geringen Abweichungen
des Verformungsmodells mit globalen Parametern von der Festigkeitsschwankung der
spezifischen Probe herrühren.
Abbildung 5.5: Individuelle Anpassung des Verformungsmodells
Die verschiedenen individuellen Parametersätze ermöglichen es nun, eine Verteilung für
jeden Parameter aufzustellen. Als Verteilung der Parameterwerte wird eine Gaußfunk-
tion gewählt, so dass jeder Parameter durch Mittelwert und Standardabweichung be-
schrieben werden kann. Abbildung 5.6 zeigt dies für den Parameter n. Mit dieser Ver-
teilung für jeden Parameter ist man nun in der Lage, zufällig einen Wert für jeden
Modellparameter zu ziehen und einen virtuellen Versuch zu generieren, ein Beispiel ist
in Abbildung 5.7 gezeigt. Dabei liegt die Annahme zugrunde, dass die Verteilung der
Materialparameter in der Grundgesamtheit auf Basis der vorliegenden Versuchsdaten ab-
geschätzt werden darf. Geht man in dieser Weise vor, so ist man in der Lage die Streuung
der induzierten Beanspruchungen in einer Monte-Carlo Simulation zu berücksichtigen.
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Abbildung 5.6: Verteilung des Parameters n bestimmt aus den duchgeführten Versuchen
5.4.2 Streuung der Schädigung
Für die Bewertung der Streuung der Schädigung wird das in Abschnitt 4.2.4 vorgestellte
bruchmechanische Energiekriterium nach Dowling herangezogen. Der Schädigungspa-
rameter besteht aus elastischer und plastischer Energie und ist gut in der Lage die
Lebensdauer unter TMF-OP-Beanspruchung für die untersuchte AlSi-Legierung zu be-
schreiben.Die Güte des Parameters zur Beschreibung der TMF-Lebensdauer lässt sich
mit dem Korrelationskoeffizienten R21 beschreiben, der den Korrelationsgrad zwischen
den experimentellen Lebensdauern und den berechneten Schädigungsparameterwerten
angibt. Für die Legierung AlSi8Cu3 SK beträgt R21 = 0, 9 und zeigt damit, dass der
Energieterm in der Lage ist das Schädigungsverhalten adäquat zu beschreiben. Dabei
sind die Unterschiede in der Beanspruchung berücksichtigt, da die Werte des Schädi-
gungsparameters aus den Versuchsergebnissen berechnet sind. Abbildung 5.8 zeigt die
Auftragung des Parameters über der beobachteten Lebensdauer.
5.4.3 Gesamtstreuung der Lebensdauer
Mit dem gewählten Ermüdungskriterium und dem Verformungsmodell mit globalen Pa-
rametern und zugehörigen Verteilungen sind wir nun in der Lage die einzelnen Beiträge
zur Streuung zu quantifizieren. Um die Beiträge der Beanspruchung und der Beanspruch-
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Abbildung 5.7: Vergleich eines virtuellen Versuchs mit dem Modell mit globalen
Parametern
barkeit zu bestimmen werden alle TMF-Versuche nachgerechnet. Dies wird für jeden
Versuch mit dem Verformungsmodell mit globalen Parametern und als virtuelle Versu-
che mit zufällig entsprechend der Verteilungen der Modellparameter durchgeführt. Die
Schädigungsparameter des Lebensdauerkriteriums werden für experimentellen Hystere-
sedaten genannt PEXP , die mit dem globalen Verformungsmodell berechneten PGlobal
und die virtuellen Versuche PV irtuell berechnet.
Um die beiden Beiträge zur Gesamtstreuung zu bestimmen, werden die in Abbildung
5.9 gezeigten Auftragungen gemacht. Dabei würden zwei Wiederholversuche, welche un-
terschiedliche Lebensdauer und unterschiedliche Hysteresedaten aufweisen in der Dar-
stellung PEXP −Nf auf zwei PEXP Niveaus liegen in der Auftragung PGlobal−Nf jedoch
gleichen PGlobal haben, da das globale Verformungsmodell die exakt gleichen Hystereseda-
ten für die Wiederholversuche ergibt. Die Regression PGlobal−Nf mit dem Koeffizienten
R22 wird im Allgemeinen schlechter als der Koeffizient R21 für PEXP −Nf sein. Durch die
Bestimmung des Korrelationskoeffizienten R23 aus PGlobal−PEXP lässt sich mit Hilfe der
partiellen Korrelation Rp überprüfen ob R21 · R23 ≈ R22 gilt. Dafür muss Rp gegen Null
gehen. Dies bedeutet, dass die Korrelationskoeffizienten R1 und R3 in der Lage sind
R2 vollständig zu beschreiben. Ist dies der Fall so kann die beobachtete Gesamtstreu-
ung der Versuche durch die Streuung der Beanspruchung und Beanspruchbarkeit erklärt
werden. Als weiterer Indikator sollte der Korrelationskoefizient R24 aus PV irtuell − PEXP


































































Abbildung 5.10: Beschreibung der Lebensdauer mit dem Energieparameter ∆J , berech-
net mit globalen Parametern
Der Korrelationskoeffizient für die Beschreibung der Versuchsdaten mit dem Lebensdau-
erkriterium beträgt R21 = 0, 90, wie in Abbildung 5.8 gezeigt.
Für die Berechnung der Versuche mit dem Verformungsmodell und globalen Modellpara-
metern ergibt sich der Korrelationskoeffizient von R22 = 0.71. Der Verlust an Korrelation
ergibt sich aus den berechneten Hysteresedaten. Diese beschreiben die unterschiedlichen
induzierten Beanspruchungen der einzelnen Proben nicht.
Der Regressionskoeffizient für den Schädigungsparameterwert PGlobal aus dem globalen
Verformungsmodell gegen den Wert des Schädigungsparameter PEXP für die experi-
mentellen Hysteresedaten beträgt R23 = 0, 86. Für die Korrelation PV irtuell gegen PGlobal
ergibt sich mit Koeffizient R24 = 0, 92 ungefähr der gleiche Korrelationskoeffizient. Die
beiden Auftragungen sind in Abbildung 5.11 gezeigt.
Eine Berechnung des partiellen Korrelationskoeffizienten Rp zwischen den R2 und den







ergibt R2p = 0, 01. Dies bedeutet, das die Streuungen der Beanspruchung und der Be-
anspruchbarkeit die gesamte Streuung der Lebensdauer entsprechend den gezeigten An-











































Abbildung 5.11: PGlobal gegen PEXP und PGlobal gegen PV irtuell
nerierung der virtuellen Versuche erfolgte mit einer Ziehungsanzahl entsprechend den
forliegenden TMF-Versuchen. Die Monte-Carlo Simulation wurde deswegen wiederholt
durchgeführt, um die Stabilität der aus ihr bestimmten Koeffizienten zu überprüfen. Für
den Wert R2p existiert dementsprechend keine feste Schranke, sondern er kann nur ein
starkes Indiz darstellen.
5.5 Diskussion
Die Vorarbeiten zur Verformungsmodellierung bestätigten das ABAQUS Two Layer Vis-
coplastic Modell als vielversprechendes Modell für die Verformungsbeschreibung von Al-
Si-Gusslegierungen im Hochtemperaturbereich. Die numerisch aufwendige UMAT Imple-
mentierung des Chaboche Modells musste daher nicht weiter verfolgt werden. In Kombi-
nation mit dem Alterungsmodell nach Shercliff und Ashby konnte bereits in den Vorar-
beiten gezeigt werden, dass die relevanten Hochtemperatureffekte der AlSi-Legierungen
beschrieben werden können.
Für die untersuchte AlSi8Cu3 ergab sich in den Vorarbeiten zur Modellierung kein er-
folgversprechender Weg über eine isotherme Modellierung. Das zyklische Werkstoffver-
halten zeigt bei den untersuchten Legierungen aufgrund der Alterung deutliche Entfe-
stigungseffekte und macht eine Beschreibung der Alterung im Verformungsmodell er-
forderlich. Um eine anisotherme Optimierung mit physikalisch sinnvollen Ergebnissen
zu ermöglichen, war die Definition von Temperaturfunktionen für die einzelnen Mo-
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dellparameter zielführend. Dadurch wurde die Optimierung vereinfacht, da komplizierte
Penalty-Funktionen [169] in der Fehlerquadratsumme entfallen konnten. Diese Penalty-
Funktionen sind bei einer Optimierung in der Temperatur diskreter Parameter notwen-
dig, um ein phänomenologisch sinnvolles Verhalten über der Temperatur als Ergebnis
der Optimierung zu erzwingen. Die anisotherme Opimierung ermöglichte eine Vergrö-
ßerung der Datenbasis für die Anpassung und zugleich die simultane Anpassung von
Verformungs- und Alterungsmodell. Dies führte zu sehr guten Ergebnissen der Mate-
rialmodellanpassung.
Die probabilistische Interpretation bietet zum einen konkrete Ergebnisse für die Ausle-
gungsarbeit, da die komplette Streuung der Anrisslebensdauer in der Bauteilbewertung
berücksichtigt werden kann. Dies wird möglich, da die Streuungen in der Verformungs-
antwort durch Schädigungsparameter, bei denen diese eingehen, durch die Betrachtung
der Verformungsstreuung im Modell berücksichtigt werden können. Zum anderen kann
auch eine Monte-Carlo Simulation mit statistischen Verteilungen für die Materialpara-
meter erfolgen. Dies ist nötig, wenn man für ein robustes Design alle Streuungen be-
rücksichtigen will. Insbesondere kann so die Wechselwirkung zwischen Variationen im





In diesem Kapitel wird die thermisch-mechanische Beanspruchung im Zylinderkopf des
Ottomotors hinsichtlich verschiedener Aspekte charakterisiert und der Beanspruchung
im Werkstoffversuch gegenübergestellt [170]. Hieraus wird abgeleitet, in wieweit die in
den begleitenden Werkstoffuntersuchungen realisierten Beanspruchungen mit denjenigen
im betrachteten Bauteil vergleichbar sind.
Die Beanspruchungssituation im TMF-Zyklus wird hinsichtlich der wesentlichen Merk-
male charakterisiert. Im Einzelnen wird dazu der TMF-Zyklus über den im Zylinderkopf
vorliegenden Phasenbezug, die zugehörige Dehnungsbehinderung sowie die Veränderung
dieser Größen bei transienter thermischer Belastung am kritischen Ort im Zylinderkopf
untersucht. Desweiteren wird auf den Grad der Mehrachsigkeit und die vorliegenden
Dehnraten im TMF-Zyklus eingegangen. Die vorliegende Überlagerung des TMF-Zyklus
mit aus den einzelnen Verbrennungsvorgängen resultierenden HCF Amplituden wird den
aus vorliegenden Ergebnissen aktueller Untersuchungen zu TMF-HCF Überlagerung an
AlSi-Legierungen gegenübergestellt. Im letzten Abschnitt des Kapitels wird detailliert
die Auswirkung der veränderten Festigkeit, aufgrund der Alterungsvorgänge, auf die




Für die Charakterisierung der Beanspruchung in Zylinderköpfen von Ottomotoren wur-
den Berechnungen mit dem Finite Elemente Programmsystem ABAQUS durchgeführt.
Für den berechneten Motor lagen Ergebnisse aus Temperaturmessungen und Dauer-
Abbildung 6.1: FE-Modell des BMW Reihensechszylindermotors mit und ohne Darstel-
lung des Elementnetzes
lauftests vor. So waren Vergleichsmöglichkeiten für die Modelle gegeben. Abbildung 6.2
zeigt die verschiedenen Elemente und Bereiche des Zylinderkopfs. Das Modell stellt den
Montageverbund für einen BMW Reihensechszylinder Ottomotor bestehend aus dem
Zylinderkopf mit Ventilsitzringen, Ventilführungen, Zündkerzen und Zylinderkopfdich-
tung und dem Kurbelgehäuse, als Mg–Al Verbundkurbelgehäuse mit Aluminiuminsert
und Magnesiumumguss, über die Zylinderkopfverschraubung dar [171]. Um die Rechen-
zeit in einem vertretbaren Rahmen zu halten, wurden im FE-Modell nur zweieinhalb
Zylinder mit entsprechenden Randbedingungen in der Trennungsebene dargestellt. Das
FE-Modell (siehe Abbildung 6.1) besteht aus 299172 Knoten und 191490 Elementen.
Bei dem Elementtyp handelt es sich um Tetraeder mit modifizierter quadratischer An-
satzfunktion (ABAQUS Elementtyp C3D10M ).
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Abbildung 6.2: Geometrie des Zylinderkopfes
6.2 Thermische Analyse
Das im Motorbetrieb auftretende Temperaturfeld ist die maßgebliche Belastung für das
TMF-Problem im Brennraumbereich. Daher kommt der Analyse der Temperaturvertei-
lung und der damit verbundenen lokalen Temperaturamplituden während des Motorbe-
triebs eine entscheidende Bedeutung zu. Der CAE-Prozess zur Analyse der thermisch-
mechanischen Belastung ist in Abbildung 6.3 dargestellt. Im ersten Schritt wird die
Berechnung des thermodynamischen Prozesses im Motor mit dem Software-Tool GT
Power für die Analyse des Ladungswechsels durchgeführt. Der zweite Berechnungsschritt
ist die dreidimensionale Simulation der Verbrennung für die das CFD (engl: computa-
tional fluid dynamics: CFD) Software-Tool FIRE verwendet wird; Abbildung 6.4 zeigt
die Strömung am Ventil während des Ladungswechsels. Ergebnisse dieser Analysen für
die Bewertung der thermisch-mechanischen Belastung sind, zum einen die Informationen
über die Wärmemengen, welche in die verschiedenen Strukturbereiche übertragen wer-
den, und zum anderen die Verbrennungstemperaturen und die Wärmeübergangszahlen,
welche den lokalen Wärmeübergang beschreiben.
Die Ergebnisse dieser beiden Rechnungen werden als Randbedingung für die CFD-
Analyse des Wassermantels und die konjugierte Wärmeübergangsanalyse (engl: conjuga-
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Abbildung 6.3: Übersicht des CAE Prozesses zur thermomechanischen Bewertung eines
Zylinderkopfes
te heat transfer: CHT) mit dem Programm STAR CD verwendet. Mit dieser Berechnung
ist die Temperaturfeldprognose in der Strömung des Kühlmittels und in der Struktur des
Zylinderkopfs möglich. Dabei wird iterativ in einer Berechnung das Strömungsverhalten,
der Wärmeübergang und die Wärmeleitung von Kühlmittel und Struktur ermittelt. Ab-
bildung 6.5 zeigt das CHT-Berechnungsmodell des für die Analysen verwendeten BMW
Reihensechszylindermotors. Die anschließende nichtlineare Strukturanalyse mit dem FE
Programm ABAQUS unter Berücksichtigung der thermischen, zeitlich veränderlichen
Belastung mit ihren räumlichen Gradienten liefert die thermomechanische Beanspru-
chung des Zylinderkopfes [172–175].
6.2.1 Berechnung langsamer thermischer Wechsel
Abbildung 6.6 zeigt das für den Nennleistungspunkt berechnete Temperaturfeld im Kur-
belgehäuse (links) und im Zylinderkopf (rechts). Der Bereich der Brennräume weist
deutlich höhere Temperaturen als die umgebende Struktur des Zylinderkopfs auf. Im
Brennraumbereich treten Temperaturen von 150 °C bis zu 280 °C auf. Die Abgasseite
um die Auslasskanäle von den Auslassventilen im Brennraum bis zu der Flanschflä-
che zum Abgaskrümmer weist das höchste Niveau mit Temperaturen im Bereich von
96
6.2 Thermische Analyse
Abbildung 6.4: 3D Verbrennungsrechnung
Abbildung 6.5: Konjugiertes Struktur- und Strömungsmodell zur
Temperaturfeldberechnung
250 °C bis 280 °C auf. Die Einlassseite und der Öl- und Wasserraumbereich, sowie die
peripheren Strukturen zeigen ein Temperaturniveau zwischen 100 °C und 130 °C. Im
Kurbelgehäusebereich sind die ungekühlten Stege zwischen benachbarten Zylindern die
Bereiche maximaler Temperatur. Hier werden Temperaturen bis zu 250 °C erreicht.
In Abbildung 6.7 wird die Temperaturverteilung im Brennraumdach ohne die Ventil-
sitzringe und die Zündkerze gezeigt. Hier wird deutlich, dass der Schwerpunkt des Tem-
peraturfeldes nicht mittig, sondern zu den Auslasskanälen verlagert liegt. Die maxima-
len Temperaturen im Brennraumdach treten im Ventilsteg zwischen Auslass- und Aus-
lassventil und zur Zündkerze hin auf. Der Einlass-Einlassventilsteg weist die niedrigsten
Temperaturen um 170 °C auf. Die Ventilstege zwischen Einlass- und Auslassventilen
weisen am Ort des geringsten Abstandes Temperaturen von ca. 230 °C auf. Dabei wird
97
6.2 Thermische Analyse
Abbildung 6.6: Temperaturverteilung bei voller Leistung und normalen Betriebsbeding-
ungen der Kühlung im Kurbelgehäuse und Zylinderkopf
eine leichte Asymmetrie zwischen den beiden Einlass-Auslassventilstegen sichtbar. Diese
kann auf das nicht symmetrische Strömungsfeld im Wassermantel und daraus resultie-
rende Unterschiede in den Wärmeübergängen zurückgeführt werden.
Abbildung 6.7: Temperaturverteilung im Brennraumdach
Betrachtet man das Temperaturfeld in einem Längsschnitt durch den Zylinderkopf (siehe
Abbildung 6.8) so wird deutlich, dass Temperaturen über 150 °C nur in sehr begrenzten
Bereichen um das Brennraumdach vorliegen. Die umgebenden Bereiche oberhalb des
Brennraumdachs liegen mit Ausnahme der Auslasskanäle auf dem Niveau der Medien-
temperaturen und damit zwischen 80 °C und 130 °C.
Für langsame thermische Wechsel wie Start-Stopp-Betrieb im Fahrzeug wird das statio-
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Abbildung 6.8: Temperaturfeld im Längsschnitt des Zylinderkopfes
när erreichte Temperaturfeld mittels CHT-Analyse berechnet. Der TMF-Zyklus ergibt
sich dann aus dem Wechsel zwischen diesem Temperaturfeld und dem rückgekühlten iso-
thermen Motor bei Minimaltemperatur. Bei dieser Vorgehensweise wird im Folgenden
von quasi-stationären Temperaturwechseln gesprochen
6.2.2 Berechnung schneller thermischer Wechsel
Für eine Analyse transienter Vorgänge war eine Berechnung der zeitlich veränderlichen
Temperaturfelder mit der CHT-Methode nicht möglich. Die Analyse schneller Betrieb-
spunktsänderungen oder eines Thermoschockzyklus und der resultierenden Tempera-
turfelder wurde mit einer sequentiellen Fluid-Strukturanalyse durchgeführt. Dazu wur-
den die in der CFD-Analyse berechneten Wärmeübergangskoeffizienten im Wasserraum
auf die Struktur übertragen und die instationäre Wärmeleitgleichung der Zylinderkopf-





Im Zylinderkopf entsteht die thermomechanische Belastung durch eine instationäre und
inhomogene Temperaturverteilung. Diese wird durch Heiß-Kalt-Zyklen aus dem Start-
Stopp-Betrieb des Motors oder einer Variation der Last im Betrieb hervorgerufen. Der
zyklischen thermomechanischen Last wird die Montagelast als statische, mechanische
Vorlast überlagert. Die Montagelast besteht aus dem Verschrauben des Zylinderkop-
fes gegen das Kurbelgehäuse, dem Einpressen der Ventilsitzringe und Ventilführungen
und der Verschraubung der Zündkerze. Zusätzlich können Eigenspannungen aus dem
Gießprozess oder dem Abschrecken einer Wärmebehandlung überlagert sein.
Im ersten Berechnungsschritt der FE-Analye werden die Montagekräfte der Zylinder-
kopfschrauben zur Verpressung der Zylinderkopfdichtung zwischen Kurbelgehäuse und
Zylinderkopf, die Vorspannung der Zündkerze und das Übermaß der Ventilsitzringe und
Ventilführungen aufgebracht. Im zweiten Berechnungsschritt wird die Bauteiltempera-
tur aufgegeben und im nächsten Schritt wieder entfernt. Dies wird wiederholt bis sich
eine stabilisierte Spannungs-Dehnungsantwort einstellt. Bei der Verwendung eines rein
kinematisch verfestigenden Werkstoffmodells haben sich drei thermische Zyklen als aus-
reichend für eine stabilisierte Antwort erwiesen [108].
Für die Bewertung der aus dem Gasdruck resultierenden hochfrequenten Beanspruchun-
gen wurden zusätzliche Berechnungsschritte eingefügt. Dazu wurde der maximale Gas-
druck bei Zündung im Volllastfall auf alle gasbeaufschlagten Flächen aufgebracht und
wieder entfernt. Dies erfolgt entsprechend der Zündreihenfolge aller Zylinder im Mo-
dell, um eine Auswertung der Spannungs- und Dehnungamplituden im Motorbetrieb zu
ermöglichen.
6.3.1 Phasenbezug
Um einen Überblick über die Beanspruchungssituation und die jeweils vorliegende Pha-
senbeziehung zwischen Temperatur und mechanischer Belastung an anderen Stellen des
Brennraumdaches zu erhalten, wurden Punkte im Bereich der heißen Zonen des Zy-
linderkopfes ausgewertet. Die Zeitverläufe und Hysteresen sind von links nach rechts
in Abbildung 6.9 für die Wassermantelseite des Brennraumes auf Höhe des Einlass-
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Auslassventilsteges, am Injektor und für einen Punkt im Brennraumdach in Richtung
Zylindersteg dargestellt. Aus den Temperatur- und Dehnungs-Zeitverläufen lässt sich er-
kennen, dass für alle betrachteten Orte TMF-Out-of-Phase Phasenbeziehungen gelten.
Die Gültigkeit dieser Beobachtung sollte noch an der jeweils ausgeführten Geometrie des
Abbildung 6.9: Spannungs-Dehnungshysteresen für Knoten im Einlass-Auslass-
Ventilsteg auf der Wassermantelseite (links), im Injektor-Zündkerzensteg
(Mitte) und an der Brennraumoberfläche (rechts)
Zylinderkopfes überprüft werden.
6.3.2 Dehnungsbehinderung
Entscheidend für die Gestaltung des Zylinderkopfes ist die Frage, ob die Dehnungsbe-
hinderung (Gleichung 2.2) eine reine geometrieabhängige Größe ist oder selbst wiederum
vom Temperaturfeld abhängt. Die Abhängigkeit der Dehnungsbehinderung von den ent-
stehenden inneren Zwängungen wird in diesem Abschnitt untersucht (siehe Abschnitt




Abbildung 6.10: Verlauf der Dehnungsbehinderung während des thermischen Zyklus
Das Temperaturfeld mit den lokalen Maximaltemperaturen für jeden Ort (Maximal-
temperaturfeld) wird bei 75 Sekunden erreicht. Die Dehnungsbehinderung K erreicht
ihr Maximum während des Aufheizens auf Maximaltemperatur. Dies kann durch die
zeitliche Verschärfung des Temperaturgradienten zwischen Brennraum und umgebender
Bauteilstruktur erklärt werden. Dieser räumliche Temperaturgradient kann in Aufheiz-
und Abkühlphasen stärker ausgeprägt sein als beim Maximaltemperaturfeld.
Der Effekt der lokalen Steifigkeitsverteilung auf die örtliche Dehnnungsbehinderung lässt
sich nicht vom dem jeweiligen Temperaturfeld trennen. Die Reaktion in Form von in-
duzierten mechanischen Dehnungen und bestimmbaren lokalen Dehnungsbehinderungen
ist immer mit einem bestimmten Temperaturfeld verknüpft. Die resultierende Beanspru-
chung ist also immer thermisch-mechanisch und lässt sich nicht in einen thermischen und
einen mechanischen Anteil trennen.
Das Feld der thermischen Dehnungen wird über die Steifigkeitsverteilung des Bauteiles
durch ein Feld induzierter mechanischer Dehnungen entsprechend der globalen Einspann-
bedingung ausgeglichen. Dabei wird in schwächeren, gekerbten Bereichen überpropor-
tional mechanische Dehnung induziert zum Ausgleich der thermischen Dehnungen in
der Gesamtstruktur. Die vom Temperaturfeld erzeugten thermischen Dehnungen bilden
die Triebkraft, die über Bauteilsteifigkeitsverteilung und elastische und nicht-linear pla-
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stische Steifigkeit des Werkstoffes in ausgleichende mechanische Dehnungen umgesetzt
wird.
Abbildung 6.11 zeigt die Verteilung der Dehnungsbehinderung im Brennraumdach im
Nennleistungspunkt. Dabei kann man erkennen, dass es im Bereich der Einlass-Ausslass-
Ventilstege und der Stege zwischen Zündkerze und Ventilsitzring jeweils zu lokalen Maxi-
ma der Dehnungsbehinderung kommt. Im Einlass-Auslasssteg liegen Dehnungsbehinde-
rungen von ca. 0,8 vor. Im Bereich der Stege zwischen Zündkerze und Ventilsitzring wer-
den Werte größer 1,5 erreicht. Dies zeigt, dass je nach lokaler Steifigkeit eine vollständige
Dehnungsbehinderung überschritten werden kann und es zu zusätzlicher mechanischer
Beanspruchung aufgrund von Umlagerungen kommen kann.
Abbildung 6.11: Verteilung der Dehnungsbehinderung K im Brennraumdach
Im Bauteil Zylinderkopf ergeben sich im heißen Brennraumbereich die Orte maximal
induzierter mechanischer Dehnungen in den Stegbereichen zwischen den verschiedenen
Funktionselementen. Dabei sind im Allgemeinen vor allem die Stegbereiche betroffen,
die in Motorlängsrichtung durch benachbarte Brennräume in der globalen Ausdehnung
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behindert sind. Die Stege zwischen den Auslassventilen sind, obwohl thermisch deutlich
höher belastet, aufgrund der geringeren Dehnungsbehinderung in Motorquerrichtung
mechanisch niedriger belastet. Für die Stegbereiche um die Zündkerze ergibt sich eine
Kombination von Dehnungsbehinderung aufgrund der benachbarten heißen Brennräume
und innerer Zwängungen im einzelnen Brennraumdach.
6.3.3 Variation der Minimaltemperatur
Die Minimaltemperatur, auf die nach dem Volllastfall abgekühlt wird, wurde variiert und
der Einfluss auf die thermisch-mechanische Beanspruchung untersucht. Die thermischen
Berechnungen der Aufheiz- und Abkühlvorgänge erfolgten nicht transient. Standardmä-
ßig erfolgt die Rückkühlung auf 20°C. Zusätzlich wurden Untertemperaturen von 60°C
und -40°C berechnet. Dabei sollte untersucht werden, wie die lokale mechanische Deh-
nungsamplitude in einem thermischen Zyklus von der in Abschnitt 6.3.2 beschriebenen
Dehnungsbehinderung und der Temperaturschwingbreite abhängt.
Abbildung 6.12 zeigt die berechneten Spannungs-Dehnungshysteresen, der ersten drei
Temperaturzyklen am höchstbelasteten Knoten im Einlass-Auslass Ventilsteg für die drei
Varianten. Die sich einstellende plastische Dehnschwingbreite und die sich einstellenden
Spannungen zeigen keine signifikanten Unterschiede. Die kleineren Abweichungen der
Zugspannungen im Bereich des Rückkühlens lassen sich durch eine unterschiedliche In-
krementierung aufgrund der automatischen Schrittweitensteuerung der FE-Berechnung
erklären.
Abbildung 6.13 zeigt die mechanische Dehnung über der lokalen Temperatur aufgetra-
gen. Die mechanischen Dehnschwingbreiten für die drei Varianten mit verschiedenen
Untertemperaturen sind praktisch gleich. Daraus lässt sich schließen, dass die Variation
der Untertemperatur nur eine hydrostatische Dehnungsänderung aufgrund der thermi-
schen Dehnung zur Folge hat, jedoch keine anderen mechanischen Dehnungen induziert
werden. Die Induzierung mechanischer Dehnungen, welche zu einer Formänderung und
damit zu einer Plastifizierung führen, erfolgt nur aufgrund der thermischen Gradienten
im Bauteil, die zusammen mit der Steifigkeitsverteilung im Bauteil aufgrund unterschied-
licher Querschnitte zu einem ausgleichenden mechanischen Dehnungsfeld führen.
Bei transienten Aufheiz- und Abkühlvorgängen resultiert daher zu jedem Zeitpunkt eine
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Abbildung 6.12: Spannungs-plastische Dehnungshysteresen für Untertemperaturen von
TU = -40°C (rot), 20°C (grün) und 60°C (blau)
Abbildung 6.13: Mechanische Dehnung gegen Temperatur für Untertemperaturen von
TU = -40°C (rot), 20°C (grün) und 60°C (blau)
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andere Dehnungsbehinderung, welche jeweils zum akuellen Temperaturfeld gehört. Dabei
kann in transienten Vorgängen mit sehr kalten Bauteil- und Medientemperaturen eine
Verschärfung der Belastungssituation entstehen. Durch die kalten, äußeren Bereiche des
Bauteils, die thermisch träger reagieren, erfolgt in den Aufheiz- und Abkühlphasen eine
verstärkte Dehnungsbehinderung des thermisch deutlich schneller reagierenden Brenn-
raumbereiches. Dies kann zu deutlich verschärften Beanspruchungsbedingungen z.B. in
Tieftemperaturthermoschocks führen, wie in Abschnitt 6.3.4 beschrieben wird.
6.3.4 Transiente thermische Belastung
Als relevanter Belastungsfall für den Zylinderkopf wird im folgenden Abschnitt die
mechanische Beanspruchung im Zylinderkopf bei einem Thermoschockversuch unter-
sucht. Mit der in Abschnitt 6.2.2 beschriebenen Modellierungsmethodik, wurde für einen
Thermoschockzyklus die Temperaturfeldanalyse und nachfolgend die thermomechani-
sche Strukturantwort berechnet. Für einen Abgleich der transienten thermischen Ant-
wort wurden gemessene Temperaturverläufe verwendet.
Im Thermoschockversuch wird das zyklische Aufheizen und Abkühlen des Motors bei
Start-Stopp-Betrieb im Fahrzeug über die Lebensdauer des Motors in verkürzter und ver-
schärfter Form geprüft. Der Motor wird auf einem speziellen Prüfstand betrieben, auf
dem sich schnelle Abkühlzeiten realisieren lassen. Nach einer kurzen initialen Startphase
wird der Motor im Punkt maximalen Moments betrieben, danach folgt der Nennlei-
stungspunkt. In diesen Phasen wird das anfänglich kalte Kühlmittel bis zur maximalen
Betriebstemperatur aufgeheizt. Sobald das Kühlmittel Maximaltemperatur erreicht folgt
die nächste Programmphase, in der der Motor im Leerlauf betrieben wird. In dieser Phase
nehmen die Metalltemperaturen im Zylinderkopf sehr schnell ab. Nach der Leerlaufpha-
se wird auf einen zweiten Kreislauf des Kühlmittels umgeschalten und der Motor mit
kaltem Kühlmittel gespült bis sich Motor und die Austrittstemperatur des Kühlmittels
auf die Anfangstemperatur des Zyklus abgekühlt haben.
In dieser Weise lässt sich ein kompletter Heiß-Kalt-Zyklus durch Start-Stopp-Betrieb
in circa zehn Minuten auf dem Prüfstand darstellen. Alle Motorkomponenten müssen
diesen Prüflauf über die Programmlaufzeit schadensfrei überstehen. Dabei werden vor




Abbildung 6.14: Zeitlicher Verlauf der gemessenen und berechneten Temperaturen
im Thermoschockzyklus (Einlass-Auslassventilsteg: gestrichelte Linie,
Auslass-Auslassventilsteg: durchgezogene Linie)
Der Verlauf der berechneten und gemessenen Temperaturen über den Zyklus für die
Messstellen im Einlass-Auslassventilsteg und im Auslass-Auslassventilsteg sind in Ab-
bildung 6.14 dargestellt. Durch Anpassung des Aufheiz- und Abkühlverhaltens des Kühl-
mittels, ausgehend vom gemessenen Kühlmittelverlauf, lässt sich eine gute Übereinstim-
mung der Temperaturen erzielen.
Abbildung 6.15 zeigt den Verlauf der mechanischen Dehnung über der Temperatur für
die kritischen Bereiche im Steg zwischen Einlass- und Auslassventil. Dieser Verlauf ist
vergleichend für den transient gerechneten Thermoschockzyklus, sowie einen quasi sta-
tionären thermischen Zyklus dargestellt. Für den Thermoschockzyklus wird das Deh-
nungsminimum kurz vor dem Temperaturmaximum erreicht. Für den Abkühvorgang
ergibt sich ebenfalls eine leichte Phasenverschiebung zwischen Temperatur und Deh-
nung, welche jedoch zu keiner Überhöhung der mechanischen Dehnung während des
Abkühlens im Vergleich zum rückgekühlten kalten Zustand darstellt. Daraus folgt, dass
es während des Aufheiz- und Abkühlvorgangs nur zu einer leichten Verschärfung des kri-
tischen Dehnungszustands kommt. Dies kann mit der hohen Temperaturleitfähigkeit der
verwendeteten Al-Si-Legierungen und der Geometrie im Bereich des Brennraumdachs
begründet werden, bei der ein direkter Wärmefluss zum Wassermantel mit nahezu glei-
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Abbildung 6.15: Verlauf der mechanischen Dehnung über der Temperatur in Motorlängs-
richtung für den transienten Thermoschockzyklus (TS-Zyklus) im Ver-
gleich zu einem quasi-stationären Thermoschockzyklus
chen Wandstärken vorliegt. Dadurch kommt es nur zu geringen Unterschieden in den
charakteristischen Zeiten der Aufheiz- und Abkühlvorgänge über die gesamte Struktur
des Zylinderkopfs. Wie in Abbildung 6.15 deutlich wird, kommt es zwar zu einer Ver-
schärfung der Dehnungsbehinderung beim Aufheiz- und Abkühlvorgang. Dies erhöht die
Dehnungschwingbreite über den gesamten thermischen Zyklus jedoch nur in sehr gerin-
gem Maße. Diese Verschärfung der Dehnungsbehinderung kann durch das langsamere
Aufheizen und Abkühlen der Außenbereiche des Zylinderkopfs außerhalb des Wasser-
mantels erklärt werden.
6.4 Montage




6.4.1 Einfluss der Montage
Das Kurbelgehäuse, auf dem der Zylinderkopf verschraubt ist, kann dehnungsbehin-
dernd auf die thermisch-mechanisch kritischen Orte im Zylinderkopf wirken. Dieser Ef-
fekt wurde für den BMW Reihensechszylindermotor durch eine Simulation mit und ohne
Berücksichtigung der Montage auf dem Kurbelgehäuse und der verschiedenen Funkions-
elemente des Zylinderkopfs untersucht. Dies erfolgte bei gleicher zyklisch thermischer
Belastung, wie in Abschnitt 6.1 beschrieben.
Abbildung 6.16: Vergleich der Spannungs-Dehnungshysteresen für thermische Zyklen
mit und ohne Montage des Zylinderkopfs auf dem Kurbelgehäuse im
Einlass-Auslass-Ventilsteg
In Abbildung 6.16 sind die Spannungs-Dehnungshysteresen im Einlass-Auslassventilsteg
für die beiden Modelle zu sehen. Das Einpressen der Sitzringe führt zum Aufbau von
Zugspannungen nach der Montage. Durch den Entfall dieses Effektes verschiebt sich
die Hysterese im unmontierten Zustand zu deutlich negativer Mitteldehnung und es
ergibt sich ein leichter Ratchetting-Effekt. Die Pfeile zeigen die mechanische Dehnungs-
schwingbreite für die beiden Zustände von jeweils ∆εme = 0, 35%. Die mechanische
Dehnungsamplitude in Motorlängsrichtung ist durch das fehlende Kurbelgehäuse kaum
beeinflusst. Daraus wird ersichtlich, dass das Al–Mg-Verbundkurbelgehäuse aufgrund
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seines thermischen Ausdehnungsverhaltens, welches ähnlich dem Al-Si-Zylinderkopf ist,
eine sehr geringe Verschärfung der Dehnungsbehinderung im Einlass-Auslassventilsteg
bewirkt.
Für eine korrekte Repräsentation der Steifigkeitsverteilung ist die Simulation des Mon-
tageverbundes aus Zylinderkopf und Kurbelgehäuse jedoch von entscheidender Bedeu-
tung. Zum einen, da die Einflüsse der Temperaturverteilung im Motor, zum anderen da
auch der gewählte Werkstoff für das Kurbelgehäuse (z.B. Grauguss) mit seiner thermi-
schen Ausdehnung die Dehnungsbehinderung im Zylinderkopf und damit die resultie-
rende Spannungs-Dehnungshysterese an kritischen Orten beeinflussen können.
6.4.2 Einfluss der Sitzringe
Die Sitzringe der Ventile übernehmen einen großen Anteil der Wärmeabfuhr des Ven-
tils [8]. Die Ventilsitzringe werden mit einem Übermaß auf den Nenndurchmesser ge-
fügt, um eine ausreichende Verpressung über die Motorlebensdauer zu gewährleisten.
Das Übermaß muss eine ausreichende Verpressung bei Setzverlusten aufgrund der Alu-
miniumalterung und der Wechselplastifizierung der Ventilstege garantieren.
Das Sitzringübermaß bestimmt wesentlich den Ausgangspunkt des thermisch-mecha-
nischen Beanspruchungszyklus im Ventilsteg. Der Einfluss des Übermaßes der verpres-
sten Sitzringe wurde anhand einer Variation der Übermaße untersucht. Dazu wurden
drei Berechnungen mit Montage der Sitzringe mit Übermaßen von 40 µm, 80 µm und
120 µm und anschließender thermischer Zyklierung durchgeführt; die Ergebnisse zeigt
Abbildung 6.17. Die durch den thermischen Zyklus hervorgerufenen Dehnschwingbreiten
der verschiedenen Zustände sind gleich. Mit abnehmender Überdeckung steigen aber die
Zugspannungen im rückgekühlten Zustand.
Das Sitzringübermaß hat also einen Einfluss auf die Lage der Spannungs-Dehnungs-
hysterese, jedoch nur einen untergeordneten auf die sich einstellende Dehnschwingbreite
und die maximalen Spannungen. Die Dehnschwingbreite hängt also primär von Tempe-
raturfeld und Steifigkeitsverteilung im Zylinderkopf ab. Die Beeinflussung der Steifigkeit
durch die Übermaße der verpressten Sitzringe ist sekundär.
110
6.5 Mehrachsigkeit
Abbildung 6.17: Spannungs-Dehnungshysteresen für Sitzringübermaße von 40 µm, 80
µm und 120 µm; Komponente x: gestrichelt, y: durchgezogen, z: ge-
punktet der Normalrichtungen
6.5 Mehrachsigkeit
Grundsätzlich wird oft von einer Mehrachsigkeit der Beanspruchung im Zylinderkopf
ausgegangen. Um die Mehrachsigkeit anhand des deviatorischen und des hydrostati-
schen Anteils der Spannung zu verstehen, wird zum einen der zeitliche Verlauf der
Hauptspannungen betrachtet und zum anderen das Verhältnis von Von Mises Span-
nung als deviatorischem Spannungsskalar und der hydrostatischen Spannung für den
TMF-Belastungszyklus im Zylinderkopf untersucht.
6.5.1 Hauptspannungs–Zeitverlauf
Der zeitliche Verlauf der größten und kleinsten Hauptspannung gibt Aufschluss über
den Spannungszustand. Für einen rein einachsigen Spannungszustand ist nur eine der
Hauptspannungen ungleich null. Sind größte und kleinste Hauptspannung betragsmäßig
gleich groß, handelt es sich um einen reinen Schubspannungszustand [176].
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In Abbildung 6.18 wird der zeitliche Verlauf der Hauptspannungen am thermisch-mechanisch
kritischen Ort im Ventilsteg gezeigt. Nach der Montage zu Beginn des Zeitverlaufs liegt
Abbildung 6.18: Hauptspannungs-Zeitverlauf (S1 maximale Hauptspannung, S3 mini-
male Hauptspannung) am kritischen Ort im Ventilsteg
ein Druckspannungszustand mit leichten Schubspannungsanteilen vor. Zu diesem Zeit-
punkt ist der Betrag der kleinsten Hauptspannung σ3 deutlich größer als die größte
Hauptspannung σ1. Die maximalen Temperaturen im Zylinderkopf werden bei 80 Se-
kunden erreicht. Hier hat man einen deutlich ausgeprägten Druckspannungszustand. Die
größte Hauptspannung nimmt einen negativen Zahlenwert an. Bei 200 Sekunden ist der
thermische Zyklus abgeschlossen und die Untertemperatur wieder erreicht. Die größte
Hauptspannung σ1 ist bestimmend und gleichzeitig hat auch die kleinste Hauptspan-
nung σ3 betragsmäßig im Vergleich zum Ausgangszustand nach der Montage deutlich
zugenommen. Das heißt durch die Wechselplastifizierung über den thermischen Zyklus
hat sich der Schubspannungszustand verstärkt.
6.5.2 Vergleich des Spannungsverhältnisses von Bauteil und
Probe
Abbildung 6.19 stellt den Verlauf der Von Mises Spannung als deviatorischem Span-
nungsskalar gegen die hydrostatische Spannung der Probe im eindimensionalen TMF-
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Werkstoffversuch und im Ventilsteg des Zylinderkopfs dar. Es zeigt sich, dass sich die
Belastungspfade im TMF-Versuch und im Bauteil gleichen.
Abbildung 6.19: Von Mises Spannung über hydrostatischer Spannung für TMF OP Ver-
such und thermoschockbelasteten Zylinderkopf
Die weitestgehende Einachsigkeit der zyklischen Thermoschockbelastung im Zylinder-
kopf folgt aus dem Verhältnis von deviatorischer zu hydrostatischer Spannung. In diesem
Aspekt wird der TMF-Out-of-Phase Versuch als geeignete Versuchsführung für die Le-
bensdauercharakterisierung eines Zylinderkopfes bestätigt. Ferner zeigt sich, dass stati-
sche Vorlasten aus Montage und Eigenspannungen eine Vordehnung zur Folge haben, die
jedoch keinen Einfluss auf die Lebensdauer unter TMF Bedingungen haben [126,177].
6.6 Dehnrate
In der Literatur wird für Al-Si-Gusslegierungen ein Einfluss der Dehnrate auf die resultie-
renden Spannungen gezeigt. Dieser Effekt ist je nach Legierung und Wärmebehandlung
unterschiedlich stark ausgeprägt. Abbildung 6.20 zeigt die Reaktion der Spannungen auf






im dehnungsgesteuerten LCF Versuch mit einer




Abbildung 6.20: Dehnratenabhängigkeit der σ - εme - Hysteresen für drei verschiedene
Dehnraten im isothermen LCF Versuch bei 250°C an einer AlSi10Mg
T6 [49]
Für eine Beurteilung der im Motorbetrieb auftretenden Dehnraten ist in Abbildung 6.21
die Dehnrate über der Temperatur am TMF-kritischen Ort für einen Thermoschockzy-
klus dargestellt.




überstrichen werden. Daraus ergibt sich, dass eine Dehnratensensitivität der Legierung
gegebenenfalls im Versuch ermittelt und für die Berechnung modelliert werden muss.
6.7 HCF Überlagerung
6.7.1 TMF-HCF Werkstoffversuch
In den Arbeiten von Henne [49] und Luft [52] wird das Lebensdauerverhalten von
Al-Si-Gusslegierungen unter TMF und TMF-HCF Beanspruchung untersucht [48, 49].
Dabei wird ein Schwellenwert für die dem TMF Vesuch überlagerte HCF Dehnungs-
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Abbildung 6.21: Dehnrate für den Thermoschocktemperaturzyklus an der kritischen
Stelle
amplitude gefunden, unterhalb dem eine Überlagerung zu keiner zusätzlichen Lebens-
dauerabnahme führt. Dieser Schwellenwert kann je nach untersuchtem Werkstoff von
Maximaltemperatur, Haltezeit und Frequenz abhängig oder unabhängig sein. Die gefun-
denen Schwellenwerte für die überlagerten HCF-Dehnungsamplituden liegen zwischen
εa,t (HCF ) ≈ 0.01% und 0.04%. Bei höheren HCF-Totaldehnungsamplituden kann eine
überlagerte HCF-Beanspruchung die Lebensdauer relativ zur reinen TMF Beanspru-
chung dramatisch reduzieren.
6.7.2 TMF-HCF Bauteilbeanspruchung
Für eine Betrachtung der im Brennraumbereich und damit an den potentiell TMF-
kritischen Orten auftretenden Dehnungsamplituden wurde eine Berechnung für den ma-
ximalen Gasdruck bei Betriebstemperatur durchgeführt. Abbildung 6.22 zeigt die Von
Mises Dehnschwingbreiten im Brennraumdach. Eine maximale Dehnschwingbreite von
∆εt (HCF ) ≈ 0.1% wird nur in den äußeren Bereichen der Brennraumkalotte überschrit-
ten. Diese Bereiche sind biegeweicher und weisen größere Flächen auf. Dort ist jedoch
die auftretende Maximaltemperatur mit deutlich kleiner 200°C geringer als in den versa-
genskritischen Bereichen. Zudem ist dort die Dehnungsbehinderung geringer; man kann
115
6.7 HCF Überlagerung
an diesen Orten von einer fast reinen HCF Beanspruchung sprechen. Im Gegensatz dazu
sind die heißeren, stark dehnungsbehinderten und damit TMF kritischen Orte der Ventil-
und Zündkerzenstege durch die Ein- und Auslasskanäle und die Zündkerze steifer ange-
bunden und weisen geringere HCF Dehnschwingbreiten zwischen εa,t (HCF ) ≈ 0.01%
und 0.025% auf.
Abbildung 6.22: Aus dem Gasdruck resultierende von Mises HCF Dehnschwingbreiten
Die auftretenden Werte entsprechen für TMF-kritische Orte damit den im einachsigen
Werkstoffversuch beobachteten Schwellenwert. Im Gegensatz zum einachsigen Werkstoff-
versuch sind die TMF- und HCF-Dehnungsamplituden im Bauteil Zylinderkopf nicht
gleichsinnig orientiert. Die TMF-Dehnungsamplitude wirkt in der Brennraumebene, die
HCF-Dehnungsamplitude wirkt in den steifen Bereichen jedoch in Hochrichtung und
kann sich damit nicht in gleichem Maß wie im Werkstoffvesuch schädigungstreibend auf
Mikrorisse auswirken, da eine Umorientierung des Risses nötig wäre. Die Schwellenwerte
aus den TMF-HCF-Untersuchungen können von daher als untere Schranke betrachtet
werden.
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Die in Abschnitt 2.2.4 beschriebene Aushärtung der Al-Si-Gusslegierungen führt bei
den Betriebstemperaturen im Motor zu Alterungserscheinungen in heißen Bereichen. Im
folgenden Abschnitt wird untersucht, welche Auswirkungen der damit einhergehende
Festigkeitsverlust auf die Steifigkeit und die resultierenden mechanischen Dehnungs-
amplituden im TMF-Zyklus hat. Für diese Betrachtung wurde ein stark vereinfachtes
Alterungsmodell verwendet (im Vergleich zu dem Modell in Abschnitt 5.2), das drei un-
terschiedliche abstrakte Materialverhalten darstellen kann. Ziel war es zu untersuchen
in wie weit die resultierende Dehnungsbehinderung (vergleiche Abschnitt 6.3.2) vom
aktuellen Materialverhalten abhängt. Für diese Untersuchung wurden Geometrien für
den Werkstoffversuch und den bauteilnahen Versuch im Vergleich zum Zylinderkopf im
Motor herangezogen. Dies soll die Frage beantworten inwiefern Werkstoffvergleiche aus
Versuchsgeometrien auf die Beanspruchung im Zylinderkopf übertragbar sind.
6.8.1 Materialverhalten
Die Auswirkung unterschiedlicher Überalterungscharakteristika sollte untersucht wer-
den. Dazu wurden zu Vergleichszwecken zwei Materialverhalten aus den bekannten Al-
terungserscheinungen bei Al-Si-Mg und Al-Si-Cu Legierungen abstrahiert [178]. Material
A und B haben leichte Verfestigungstendenz bei Auslagerungen um 150°C und Entfesti-
gung bei Auslagerungen ab 200°C,. Dabei entfestigt Material A über 200°C sehr stark
und zeigt damit das für kupferfreie Legierungen vom Typ Al-Si-Mg typische Verhal-
ten. Material B hat das für die Legierungsklasse Al-Si-Cu typische Verhalten. Material
C verfestigt mit steigender Auslagerungstemperatur immer stärker. Dies ist ein hypo-
thetisches Materialverhalten, das keiner klassischen Al-Si-Legierung entspricht, sondern
wurde zu Verständniszwecken eingeführt. Alle Materialien haben im ungealterten Aus-
gangszustand die gleiche temperaturabhängige Festigkeit und damit identische Materi-
alparameter des Verformungsmodells. Zusätzlich wurde jedes geometrische Modell mit
dem ungealterten Materialverhalten (Material N) untersucht, um den Ausgangszustand
bzw. neutrales Verformungsverhalten vergleichen zu können.
Das Verformungsmodell für die generischen Materialverhalten (A, B, C und N) besteht
aus einer einfachen Alterungssubroutine und dem ABAQUS COMBINED Materialm-
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Abbildung 6.23: Temperaturabhängigkeit der Materialparameter, Fließgrenze des nicht
ausgelagerten Materials (links), E Modul und plastischer Verfestigungs-
koeffizient (Mitte), Verfestigungskoeffizient der Fließgrenze (rechts) bei
verschiedenen Auslagerungstemperaturen
odell, als rein nichtlinear kinematisches Plastizitätsmodell. Die Subroutine für die Alte-
rung beschreibt keinen zeitlichen Verlauf der Festigkeit, sondern nur den Ausgangs- und
den stabilisierten Endzustand als Funktion der lokalen Temperatur. Die unmittelbare
Temperaturabhängigkeit der Streckgrenze, die Werte der zyklischen Verfestigungspara-
meter, sowie des E-Moduls und der physikalischen Eigenschaften werden durch Tem-
peraturauslagerung nicht verändert. Das unterschiedliche Alterungsverhalten der drei
Materialien hat nur Auswirkung auf die Fließgrenze, aber nicht auf die plastische Ver-
festigung. Abbildung 6.23 zeigt die Temperaturabhängigkeit der Fließgrenze im unge-
alterten Zustand, die für alle drei Materialvarianten einheitlich ist und gleichzeitig zu
Material N gehört. E-Modul und plastischer Verfestigungskoeffizient C im mittleren Bild
sind nicht von der Auslagerung abhängig. Der Parameter γ, der Nichtlinearität der kine-
matischen Verfestigung, hat für alle Varianten den temperaturunabhängigen Wert 1000.
Im rechten Bild ist die relative Veränderung der Fließgrenze zum stabilisierten Zustand
für verschiedene Auslagerungstemperaturen zu sehen.
6.8.2 Untersuchte Geometrien
Der Einfluss der drei Materialverhalten (A, B, C, und N) auf die sich mit der Alte-
rung verändernde Dehnungsbehinderung wurde an verschiedenen thermisch-mechanisch
beanspruchten Körpern untersucht. Es wurden Prüfkörper für Werkstoffversuche unter
thermisch-mechanischer Beanspruchung und Zylinderköpfe untersucht, um den Einfluss
unterschiedlich starker Temperaturgradienten und verschiedene Größen des maximal
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beanspruchten Volumens zu untersuchen. Die untersuchten Modelle und Temperaturbe-
lastungen sind im Folgenden beschrieben.
Einzelement
Es wurde ein Einzelelement mit zyklischer Temperaturbeanspruchung zwischen 50 °C
und 250 °C simuliert. Das Einzelelement entspricht dem Messstreckenbereich in einem
TMF Out of Phase Versuch an einer Prüfmaschine mit idealer Dehnungs- und Tempe-
raturregelung. Das beanspruchte Volumenelement erfährt eine über die Versuchslaufzeit
konstante mechanische Dehnungsamplitude bei voller Behinderung der thermischen Aus-
dehnung.
Probe
Zum Vergleich wurde eine Probe im ungeregelten TF-Versuch mit starrer Einspannung
und ohne Dehnungsregelung simuliert. Die Probe hat im Bereich der Messstrecke auf 10
mm Länge eine Temperatur von 250 °C. Die Temperatur fällt bis zum Einspannbereich
auf 50 °C ab (vgl. Abb. 6.24). Die Probe ist an den Einspannbereichen in Probenlängs-
richtung beidseitig starr eingespannt.
Abbildung 6.24: Temperaturverteilung der Versuchsprobe
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Lochplatte
Für vergleichende Werkstoffrankings hinsichtlich TMF-Beanspruchung werden Lochplat-
ten verwendet, um leicht mehrachsige, bauteilähnliche Beanspruchungszustände darzu-
stellen. Eine Lochplatte dieser Art stellt eine Vereinfachung des kritischen Ventilsteges
im Zylinderkopf dar und wurde simuliert.
Die modellierte Lochplatte hat quadratische Abmessung mit einer Kantenlänge von 100
mm und die Dicke beträgt 10 mm. Die beiden Löcher haben einen Durchmesser von 25
mm. Der Steg zwischen den beiden Löchern hat eine Breite von 10 mm. Die Temperatur
im Steg beträgt im heißen Zustand 250 °C und fällt auf 50 °C am Rand der Platte
ab (vgl. Abb. 6.25). Die Platte ist in Steglängsrichtung fest eingespannt. Nach drei
Temperaturzyklen im ursprünglichen Materialzustand erfolgen drei Temperaturzyklen
mit stabilisierten Werkstoffzuständen.
Abbildung 6.25: Temperaturverteilung der Lochplatte
Thermoschockversuch eines Zylinderkopfsegmentes
In der BMW Gießerei existiert ein Prüfstand für Relativvergleiche der Temperaturwech-
selbeständigkeit verschiedener Werkstoffe. Ein Brennraumsegment wird abwechselnd
durch einen Gasbrenner erhitzt und durch eine Wasserdusche abgeschreckt. Durch opti-
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sche Prüfung wird der Anriss detektiert und die ertragbare Lastwechselzahl für verglei-
chende Auswertung festgehalten. Abbildung 6.26 zeigt das Temperaturfeld und die kriti-
schen Bereiche in einem Brennraumsegment aus einem direkteinspritzenden BMW Zylin-
derkopf bei zyklischer Temperaturbeanspruchung auf dem Prinzip-Thermoschockprüfstand.
Das Brennraumsegment wird brennraumseitig endbearbeitet und wird in der Höhe par-
allel zur Brennraumdichtfläche gekürzt. Es wurde eine transiente Temperaturrechnung
mit zwei konzentrischen Wärmeeintragsbereichen für den Gasbrenner, konvektivemWär-
meübergang an die Umgebungsluft und einer hohen konvektiven Wärmeabfuhr für das
Wasserabschrecken durchgeführt. Die Zykluszeiten wurden entsprechend den Versuchs-
zeiten gewählt und die Wärmeeinträge so eingestellt das sich ein Temperaturniveau im
Bereich des gemessenen Niveaus ergibt.
Abbildung 6.26: Temperaturverteilung im ZK-Segment während des Bauteil
Thermoschockversuches
In der Lebensdauerabschätzung zeigen sich anrisskritische Bereiche zwischen Injektor-
bohrung und Einlassventilen und zwischen Zündkerze und Auslassventilen. Im Versuch
traten Risse zwischen Injektorbohrung und Einlassventilen auf. Die Auswertung der
Beanspruchung für die verschiedenen Verformungsmodelle erfolgte an der Injektorboh-
rung.
Zylinderkopf Reihensechszylinder
Die Interaktion zwischen Entfestigungsverhalten und lokaler Beanspruchung wurde auch
an einer komplexen Zylinderkopfgeometrie mit realen Temperaturfeldern untersucht.
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Es wurde das in Abschnitt 6.1 beschriebene Segmentmodell mit zwei unterschiedlichen
Kühlungsrandbedingungen bewertet, um den Einfluss eines veränderten Temperaturfel-
des bei gleicher Geometrie zu untersuchen. Abbildung 6.27 zeigt die Temperaturvertei-
lung für die beiden betrachteten Temperaturfelder mit 3500 und 5500 l/h Kühlmittel-
volumenstrom.
Abbildung 6.27: Temperaturverteilung im Brennraumbereich des Zylinderkopfes für
3500 (links) und 5500 l/h (rechts) Kühlmittelvolumenstrom
Zusätzlich zu der klassischen Zylinderkopfgeometrie mit Saugrohreinspritzung wurde ein
Zylinderkopf mit Direkteinspritzung untersucht. Abbildung 6.28 zeigt die Temperatur-
verteilung für diesen Zylinderkopf und detailliert für Zylinder 4. Die Maximaltemperatur
wird ebenfalls im Steg zwischen den Auslassventilen erreicht.
Die Temperaturverteilung an den thermisch-mechanisch höchstbelasteten Stellen ist in
Abbildung 6.29 in Quer- und Längsschnitt zu sehen. Vor allem in Richtung des Was-
sermantels sind starke Temperaturgradienten zu erkennen. Die Temperaturhistorie be-
rücksichtigt auch für den Zylinderkopf sechs heiß-kalt Wechsel, wobei zwischen drittem
und viertem Zyklus von ursprünglichem auf stabilisiertes Materialverhalten gewechselt
wird.
Für beide Zylinderkopfgeometrien erfolgte eine quasi-stationäre thermische Zyklierung.
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Abbildung 6.28: Temperaturverteilung des Zylinderkopfes mit Direkteinspritzung Ge-
samtübersicht und Zylinder 4
Abbildung 6.29: Temperaturverteilung in Quer- und Längsschnitt
6.8.3 Ergebnisse
In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der thermisch-mechanischen Simulationen
mit den Material A, B, C und N für die untersuchten Geometrien dargestellt.
Einzelelement
Die mechanische Dehnungsamplitude für das in Längsrichtung starr eingespannte Ele-
ment ergibt sich zu jeder Zeit direkt aus der Beziehung εme = −α∆T . Damit entspricht
die Beanspruchung einem perfekt dehnungskontrollierten TMF-OP-Versuch mit voll-
ständiger Behinderung der thermischen Dehnung. Dieser Zustand wird im Dehnungs-
geregelten TMF-Versuch durch sorgfältige thermische Kalibrierung und Regelung ange-
strebt.
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Abbildung 6.30: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C im Einzelelement
Abbildung 6.30 zeigt die Zeitverläufe für Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur. Zwischen 50 und 250 Sekunden findet die Auslagerung und damit die Ver- oder
Entfestigung je nach Materialtyp statt. Man sieht in den Zeitverläufen die Reaktionen
in der Spannung auf die veränderten mechanischen Kennwerte.
Abbildung 6.31: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C im Einzelelement
Die Hysteresen der verschiedenen Materialtypen zeigen deutliche Veränderungen nach
der Auslagerung durch die verschiedenen Ver- und Entfestigungen, siehe Abbildung 6.31.
Die Materialien A und B zeigen deutlich reduzierte Spannungen nach der Auslagerung.
Die plastische Dehnungsamplitude erhöht sich dabei. Material C zeigt durch seine Ver-
festigungstendenz erhöhte Maximalspannung bei verringerter plastischer Dehnungsam-
plitude.
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Abbildung 6.32: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C in der Messstrecke
Probe
Abbildung 6.32 zeigt die Zeitverläufe für Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur für den Knoten 12440 in der Messstrecke der starr eingespannten TMF-Probe für
die verschiedenen Materialien A, B und C. Durch die starke Entfestigung mit der Aus-
lagerung von Material A ergibt sich eine starke Zunahme der mechanischen Dehnungs-
amplitude, siehe auch Abbildung 6.33. Die erhöhte mechanische Dehnungsamplitude
führt zusammen mit der abgesunkenen Festigkeit zu einer deutlich erhöhten plastischen
Dehnungsamplitude.
Abbildung 6.33: Spannungs-Dehnungshysteresen A, B, C in der Messstrecke
Abbildung 6.34 zeigt die Zeitverläufe für Spannung, mechanische Dehnung und Tempe-
ratur im Übergang der Probe. Bei den entfestigenden Materialien A und B kann man
eine Abnahme der mechanischen Dehnungsamplitude im stabilisierten Zustand erken-
nen. Durch die starke Entfestigung im Messstreckenbereich entlasten sich die kälteren
Bereiche, bei den Materialvarianten A und B. Tabelle 6.1 zeigt eine Übersicht der Bean-
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Abbildung 6.34: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C im Übergang der Probe
spruchung in der Messstrecke. N, A, B und C bezeichnen dabei den Ausgangszustand für
das anfängliche, bzw. neutrales Materialverhalten, den stark und leicht entfestigten, so-
wie den verfestigten Zustand. Die Zwängung nimmt dabei, ebenso wie die Dehnschwing-
breite bei den entfestigenden Materialvarianten A und B stark zu. Unter Zwängung ist
der Zwängungsfaktor K = −∆εme∆εth zu verstehen, der ein Maß für die thermische Deh-
nungsbehinderung eines Volumenelementes darstellt.
Tabelle 6.1: Beanspruchungsveränderung in der Messstrecke
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.34 0.73 0.47 0.34
Prozentuale Veränderung [%] 113.99 37.27 -0.00
Zwängung 0.77 1.65 1.06 0.77
Zusammenfassend lässt sich sagen, dass durch die veränderte Steifigkeit der Probe eine
Umlagerung der Belastung im stabilisierten Zustand erfolgt. Über die Versuchslaufzeit
führt dies an einer starr eingespannten, ungeregelten TMF-Probe zu nicht konstanten
Beanspruchungen. Je nach Ver- oder Entfestigungstendenz kann die mechanische Bean-
spruchung ab- oder zunehmen.
Die beiden entfestigenden Materialien zeigen im stabilisierten Zustand ein Ausbauchen
in der Messstrecke, wie die Verformungsplots in Abbildung 6.35 zeigen. Die starke Entfe-
stigung bei A und B führen nach der Auslagerung und dem Abfall der Materialkennwerte
in der heißen Messstrecke zu einer erneuten Umlagerung und einer Erhöhung der Be-
anspruchung in der Messstrecke. Material C zeigt im Verformungsbild keine sichtbare
Verringerung der Verformung in der Messstrecke duch die verfestigten und erhöhten
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Abbildung 6.35: lokale Verformung der Messstrecke im heißen Zustand bei 25-facher
Vergrösserung; oben links Neutrales/ursprüngliches Materialverhalten,
oben rechts stark entfestigend Material A, unten links leicht entfesti-
gendes Material B, unten rechts verfestigendes Material C
Kennwerte nach der Auslagerung.
Lochplatte
Im Modell der Lochplatte werden insgesamt sechs thermische Zyklen durchlaufen. Das
Material wechselt zwischen drittem und viertem Zyklus von den anfänglichen auf die sta-
bilisierten Materialkennwerte. Bei zyklisch neutralem Materialverhalten wird die Bean-
spruchung jedes Volumenelments durch die Steifigkeit der Platte, temperaturabhängigen
Materialkennwerten und der daraus resultierenden Zwängung auf das Volumenelement
bestimmt. Die Beanspruchung wird durch Umlagerung beim ersten Aufheizen festgelegt
und stabilisiert sich in den darauf folgenden Zyklen schnell, siehe Abbildung 6.36.
Man kann aus den Spannungs-Dehnungsplots erkennen, dass während des ersten Auf-
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Abbildung 6.36: Zeitverlauf der Beanspruchung und Spannungs Dehnungshysterese bei
neutralem Verfestigungsverhalten im Steg (links) und im Lochradius
(rechts)
heizens der Lochplatte die Umlagerung aufgrund der temperaturabhängigen Material-
kennwerte stattfindet. Die zyklische Beanspruchung zeigt in den darauffolgenden Tem-
peraturwechseln konstante Amplituden. Bei den Materialien, die Entfestigung oder Ver-
festigung durch Temperaturauslagerung zeigen, erfolgt eine weitere Umlagerung der Be-
anspruchung bei Wechsel auf die stabilisierten Kennwerte.
Abbildung 6.37 zeigt die Zeitverläufe für Spannung, mechanische Dehnung und Tem-
peratur im Radius des Loches auf halber Dicke für die verschiedenen Materialien A,
B und C. Man kann aus Abbildung 6.38 erkennen, dass sowohl die Spannungen auf
die Veränderung des Materialverhaltens reagieren, aber auch eine Interaktion zwischen
kritischem Volumenelement und der umgebenden Struktur stattfindet und sich je nach
Veränderung des Verformungsverhaltens die Beanspruchungsamplitude verändert. Die
beiden entfestigenden Materialien A und B zeigen einen Abfall der Spannungen auf-
grund der Entfestigung. Gleichzeitig nimmt aber die mechanische Dehnungsamplitude
am Knoten im Steg zu. Dieser Effekt ist bei Material A aufgrund der stärker ausge-
prägten Entfestigung noch deutlicher, die Dehnungsamplitude nimmt ca. um den Faktor
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Abbildung 6.37: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C im Lochradius
Abbildung 6.38: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C im Lochradius
drei zu. Material C zeigt nach der Stabilisierung erhöhte Spannungen aufgrund der jetzt
höheren Fliessgrenze.
Tabelle 6.2: Beanspruchungsveränderung im Lochradius
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.57 1.38 0.90 0.48
Prozentuale Veränderung [%] 141.89 58.41 -15.76
Zwängung 1.29 3.13 2.05 1.09
Die mechanische Dehnungsamplitude halbiert sich, das heißt hier kann sich der Steg als
höchstbeanspruchter Querschnitt durch die mit den erhöhten Fließgrenzen einhergehen-
de Versteifung entlasten.
Abbildung 6.39 stellt die verschiedenen Verformungen des Steges mit 25-facher Vergrö-
ßerung dar. Man kann sehen, dass ausgehend von der Ausbauchung des Steges beim
neutralen/ursprünglichen Material oben links, die Variante A deutlich grössere Verfor-
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Abbildung 6.39: lokale Verformung des Steges im heißen Zustand bei 25-facher Vergrö-
ßerung; oben links Neutrales/ursprüngliches Materialverhalten, oben
rechts stark entfestigend Material A, unten links leicht entfestigendes
Material B, unten rechts verfestigendes Material C
mungen im Steg zeigt. Material B zeigt ebenfalls erhöhte Verformung. Material C entla-
stet sich leicht, auch die Verformung geht gegenüber dem ursprünglichen Zustand leicht
zurück.
Für die Lochplatte wurde untersucht, ob es einen Reihenfolgeeinfluss im Bezug auf den
Shakedownzustand gibt. Dazu wurde eine zusätzliche Rechnung durchgeführt bei der be-
reits von Anfang an stabilisierte Materialkennwerte für das stark entfestigende Material
A verwandt wurden.
Abbildung 6.40 zeigt. dass der sich einstellende Beanspruchungszustand bei stabilisier-
ten Kennwerten praktisch identisch ist. Mechanische Dehnungsamplitude und Mitteldeh-
nung sind gleich. Es kann kein Reihenfolgeeinfluss festgestellt werden. Es wird dersel-
be Spannungs-Dehnungszustand erreicht, wenn eine Rechnung bereits mit stabilisierten
Materialkennwerten gestartet wird.
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Abbildung 6.40: Spannungs Dehnungshysteresen Material A und direkt stabilisiertes
Material A im Lochradius
Bauteil Thermoschockversuch
Die Beanspruchung wurde an der Injektorbohrung liegend ausgewertet. Abbildung 6.41
zeigt den Zeitverlauf für Temperatur, Spannung und mechanische Dehnung. An der
Injektorbohrung wird in der Simulation eine maximale Temperatur von ca. 250 °C er-
reicht.
Abbildung 6.41: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C an der Injektorbohrung
Abbildung 6.42 zeigt die Spannungs-Dehnungshysteresen für die unterschiedlichen Mate-
rialvarianten. Es zeigt sich eine Zunahme der plastischen und mechanischen Dehnungs-
amplitude bei den entfestigenden Varianten. Für die verfestigende Variante zeigt sich
eine Zunahme der Spannungsamplitude bei gleichzeitiger Abnahme der mechanischen
Dehnungsamplitude.
Tabelle 6.3 zeigt die anfängliche Dehnungsamplitude und relative Veränderung von
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Abbildung 6.42: Spannungs Dehnungshysteresen A, B, C an der Injektorbohrung
Tabelle 6.3: Beanspruchungsveränderung an der Injektorbohrung
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.54 0.87 0.70 0.50
Prozentuale Veränderung [%] 59.91 28.16 -8.23
Zwängung 1.05 1.67 1.34 0.96
Zwängung und Dehnungsamplituden nach der Ent- bzw. Verfestigung der drei Vari-
anten. Die stark entfestigende Variante A weist eine Zunahme der Beanspruchung von
50% gegenüber der anfänglichen Dehnschwingbreite auf. Die verfestigende Variante kann
sich geringfügig entlasten und Ihre Dehnungsamplitude verringern.
Zylinderkopf Reihensechszylinder
Abbildung 6.43: Spannungs-Dehnungshysteresen im Einlass-Auslass-Ventilsteg
In Tabelle 6.4 sind die Beanspruchungsänderungen des Segmentmodelles für den Rei-
hensechszylinder Zylinderkopf mit 5500 l/h Kühlvolumenstrom dargestellt. Es zeigt sich
keine Beeinflussung der Beanspruchungsamplitude und der Zwängung durch die Ent-
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und Verfestigungstendenzen der verschiedenen Materialvarianten. Abbildung 6.43 zeigt,
dass für alle Materialien praktisch keine zyklische plastische Verformung auftritt. Nach
der stabilisierenden Auslagerung findet eine erneute Umlagerung statt, die nur bei Ma-
terial A durch die starke Entfestigung zu einer geringen plastischen Dehnungsamplitude
führt. Die Zwängung ist bei diesem thermischen Belastungsniveau weitgehend von der
elastischen Werkstoffantwort in Kombination mit der Struktursteifigkeit bestimmt.
Tabelle 6.4: Beanspruchungsveränderung für 5500 l/h im Einlass-Auslass-Ventilsteg
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.28 0.28 0.28 0.28
Prozentuale Veränderung [%] -0.04 -0.02 -0.00
Zwängung 0.65 0.65 0.65 0.65
In Tabelle 6.5 sind die Beanspruchungsänderungen mit 3500 l/h Kühlvolumenstrom
dargestellt. Im Gegensatz zum 5500 l/h Zustand zeigt sich hier eine Erhöhung der
Beanspruchung bei den entfestigenden Varianten A und B. Abbildung 6.44 zeigt die
Spannungs-Dehnungs-Hysteresen für die unterschiedlichen Materialien. Man kann deut-
lich die erhöhte plastische Dehnungsamplitude bei Variante A erkennen.
Abbildung 6.44: Spannungs Dehnungshysteresen im Einlass-Auslass-Ventilsteg
Tabelle 6.5: Beanspruchungsveränderung für 3500 l/h im Einlass-Auslass-Ventilsteg
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.32 0.34 0.33 0.32
Prozentuale Veränderung [%] 7.00 0.94 -0.01
Zwängung 0.67 0.72 0.68 0.67
Für das Zylinderkopfmodell des aufgeladenen, direkteinspritzenden Reihensechszylinder-
Ottomotors wurde die Beanspruchung an der kritischen Stelle im Ein-Auslasssteg unter-
sucht.
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Abbildung 6.45: Spannung, mechanische Dehnung und Temperatur über der Zeit für die
Varianten A, B und C im Einlass-Auslass-Ventilsteg des Zylinderkopfes
mit Direkteinspritzung
Abbildung 6.45 zeigt die Zeitverläufe für Spannung, mechanische Dehnung und Tem-
peratur im Einlass-Auslass Ventilsteg für die verschiedenen Materialien A, B und C.
Die Spannungs-Dehnungshysteresen in Abbildung 6.46 zeigen, das auch im Zylinderkopf
durch veränderte Steifigkeit und Umlagerung bei der Stabilisierung der mechanischen
Kennwerte eine Erhöhung der mechanischen Dehnungsamplitude an der kritischen Stel-
le erfolgt. Das verfestigende Material C kann sich leicht entlasten und die mechanische
Dehnungsamplitude verringert sich. Das höchstbeanspruchte, heiße Volumenelement ist
auch im Zylinderkopf noch groß genug, um mit der Umgebung zu interagieren und seine
Beanspruchung zu verändern.
Abbildung 6.46: Spannungs-Dehnungshysteresen A, B, C im Einlass-Auslass-Ventilsteg
des Zylinderkopfes mit Direkteinspritzung
Die mechanische Dehnschwingbreite erhöht sich von ∆εme=0.48% für das anfängliche
Materialverhalten um 17% auf ∆εme=0.56% beim stark entfestigenden Material A . Das
leicht entfestigende Material wird um 8.5% auf ∆εme=0.52% mehr beansprucht. Das
verfestigende Material C verringert seine Dehnschwingbreite um 4.5% auf ∆εme=0.46%.
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Der Zwängungsfaktor K = −∆εme∆εth erhöht sich bei Materialverhalten A von 1.18 auf 1.38,
für B auf 1.28 und verringert sich bei C auf 1.13. Tabelle 6.6 fasst die Veränderungen
nochmals zusammen.
Tabelle 6.6: Beanspruchungsveränderung im Einlass-Auslass-Ventilsteg des Zylinderkop-
fes mit Direkteinspritzung
N A B C
Dehnschwingbreite [%] 0.48 0.56 0.52 0.46
Prozentuale Veränderung [%] 16.87 8.45 -4.47
Zwängung 1.18 1.38 1.28 1.13
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Die Beanspruchungscharakterisierung der thermisch-mechanischen Belastungssituation
für die kritischen Orten des Zylinderkopfes zeigt den TMF-OP-Versuch als geeignet für
die Beschreibung der Belastungssituation. So ist die Beanspruchung an diesen Orten
weitestgehend einachsig und über die Dehnungsbehinderung bei maximaler Temperatur
bestimmt. Schnelle transiente Temperaturwechsel führen nur zu einer geringen Erhö-
hung der mechanischen Dehnungen verglichen mit langsamen, quasi-stationären thermi-
schen Wechseln. Eine Variation der Minimaltemperatur des thermischen Zyklus führt
bei quasi-stationären Wechseln zu keiner Vergrößerung der mechanischen Dehnungsam-
plitude, da die Absenkung der Minimaltemperatur zu einer thermischen Dehnung des
gesamten Motors führt, welche keine Dehnungsbehinderung zur Folge hat. Die Deh-
nungsbehinderung entsteht rein aus der inhomogenen Temperaturverteilung im Betrieb
in Kombination mit der Steifigkeitsverteilung des Motors. Untersuchungen zur Monta-
gesituation zeigen für das untersuchte Motorkonzept mit Mg–Al-Verbundkurbelgehäuse
einen geringen Einfluss des Sitzringübermaßes und des Kurbelgehäuses. Für die HCF-
Überlagerung aus dem Gasdruck ergibt sich durch den Vergleich zu den werkstoffkund-
lichen TMF-HCF-Untersuchungen ein zu vernachlässigender Effekt, da die gefundenen
HCF-Dehnungsamplituden für die TMF-kritischen Bereiche unter dem Schwellenwert
aus den Untersuchungen liegen.
Für thermisch-mechanische Werkstoﬄebensdauervergleiche in zylindrischen und bauteil-
nahen Proben ergibt sich abhängig von der Versuchstechnik eine zusätzliche Interpre-
tationsnotwendigkeit der Ergebnisse. Geregelte TMF-Versuche erfassen die Interaktion
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durch veränderliche Steifigkeit nicht. Starre ungeregelte TMF-Versuche und bauteilnahe
Proben wie die dargestellte Lochplatte zeigen jedoch eine extrem starke Umlagerung
der Belastung und damit eine sehr große Erhöhung der Beanspruchungsamplitude. Die
Analyse der Beanspruchungssituation des Bauteil-Thermoschockversuches am Zylinder-
kopfsegment zeigt, dass es aufgrund der deutlich veränderten Temperaturverteilung und
thermischen Gradienten selbst bei Zylinderkopfgeometrien zu verändertem Verhalten
gegenüber dem Zylinderkopf im Motorbetrieb kommt. Die untersuchten Zylinderkopf-
geometrien zeigen für die entfestigenden Werkstoffverhalten geringere Dehnungsampli-
tudenerhöhungen. Ein Lebensdauerrelativvergleich unterschiedlich stark entfestigender
Werkstoffe ist damit hinsichtlich der Übertragbarkeit von der Probe auf das Bauteil
deutlich erschwert.
Die Untersuchungen zur Beanspruchungssituation im Zylinderkopf zeigen, dass einerseits
eine belastbare Lebensdauerbewertung für Al-Si-Gusslegierungen auf Basis von TMF-
Werkstoffversuchen aufgestellt werden kann. Andererseits müssen die einzelnen Einfluss-
grössen der Beanspruchungssituation jeweils spezifisch für die eingesetzte Paarung aus
Werkstoff und Zylinderkopfgeometrie untersucht und eingeschätzt werden, um eine ad-
äquate Lebensdauermethodik aufzustellen. Es kann selbst für die Al-Si-Gusslegierungen
keine pauschale Vorgehensweise zur Lebensdauerbewertung geben. So konnte gezeigt
werden, dass die transiente Evolution des Materials aufgrund der Alterung den stabi-
lisierten Beanspruchungszustand (Shakedown) nicht verändert. Wenn sich der Shake-
downzustand im Verhältnis zur Gesamtlebensdauer vergleichsweise rasch einstellt (z.B.
bei sehr schneller Entfestigung oder vorheriger stabilisierender Wärmebehandlung des
Werkstoffes), kann eine Lebensdaueraussage auf Basis des stabilisierten Materialverhal-
tens erfolgen. In diesem Fall kann eine Bewertung im CAE Modell auf Basis weniger
Zyklen (drei bis fünf) erfolgen, da sich in der Simulation dann bereits der Shakedow-
nzustand einstellt. Für Werkstoffe die keinen stabilen Zustand der Festigkeit erreichen
gestaltet sich die Lebensdaueraussage schwierig. In der industriellen Anwendung sind
"‘Continuum Damage Mechanics"’ Konzepte, die für diesen Fall geeignet erscheinen,
nur sehr schwer umsetzbar. Gleichzeitig ist eine Materialanpassung für diese Konzepte
schwierig und müsste in eigenen Arbeiten untersucht werden. Dies bedeutet, dass für
Al-Si-Legierungen, welche keinen stabilen Zustand erreichen eine Lebensdauermethodik




Im Rahmen der vorliegenden Arbeit wurden die einzelnen Schritte untersucht, die für
eine komplette Lebensdauerbewertung von Zylinderköpfen aus Al-Si Gusswerkstoffen
nötig sind. Hierzu wurden Methoden entwickelt um die versagenskritischen Stellen eines
Zylinderkopfes zu identifizieren, die dort auftretenden Beanspruchungungen zu ermitteln
und hinsichtlich ihrer Auswirkung auf die Lebensdauer des Bauteils zu bewerten. Parallel
dazu wurden experimentelle Arbeiten zum Verhalten einer typischen Zylinderkopflegie-
rung unter anwendungsrelevanten Beanspruchungsbedinungen ausgewertet und die für
die Lebensdauerbewertung erforderlichen Werkstoffparameter bestimmt. Die Arbeiten
lassen sich wie folgt zusammenfassen:
An der Zylinderkopflegierung AlSi8Cu3 wurden Untersuchungen zum Verhalten unter
TMF-Beanspruchung durchgeführt. Die Legierung wurde in zwei Zuständen untersucht;
zum einen wurden Bauteile im Niederdruckverfahren vergossen und T1 wärmebehan-
delt, zum anderen wurden Bauteile im Schwerkraftgussverfahren hergestellt und einer T5
Wärmebehandlung unterzogen. Als Grundlage für das Verständnis des Werkstoffverhal-
tens wurden isotherme LCF und anisotherme TMF Versuche zum Ermüdungsverhalten
sowie Auslagerungsversuche für das Alterungsverhalten durchgeführt. Das Lebensdauer-
verhalten der Werkstoffe unter TMF Beanspruchung lässt sich mit einem neuen bruch-
mechanischen Energieparameter adäquat beschreiben. Der Parameter wurde ausgehend
von den Arbeiten von Dowling [162, 179] mit einem Term für die elastische und einem
Term für die plastische Energie formuliert. Für die elastische Energie wird die elastische
Dehnungsenergiedichte aus dem Quadrat der Maximalspannung dividiert durch den E-
Modul berechnet. Die plastische Energie wird direkt aus den Hysteresedaten als dissi-
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pierte Energie, dem Flächeninhalt der Hysterese, berechnet. Um das Alterungsverhalten
des untersuchten Werkstoffes zu berücksichtigen, erfolgte die Anpassung des Alterungs-
modells nach Shercliff und Ashby [39, 43]. Die Veränderung der Festigkeit aufgrund der
Alterungsvorgänge kann damit für die beiden untersuchten Zustände des Werkstoffes
AlSi8Cu3 sehr gut beschrieben werden.
Ausgehend von der Interpretation und den Ergebnissen dieser Versuche erfolgte die
Modellbildung des Verformungs- und Lebensdauerverhaltens. Für die Verformungsmo-
dellierung wurde das viskoplastische ABAQUS Materialmodell Two Layer Viscoplastic
gewählt. Damit lassen sich insbesondere die Hochtemperatureffekte bei der TMF Be-
anspruchung gut beschreiben. Um die Alterungseffekte in den jeweiligen Zuständen der
Legierung AlSi8Cu3 zu berücksichtigen, erfolgte eine Implementierung des Shercliff und
Ashby Modells als ABAQUS Subroutine. Viskoplastisches Verformungs- und Alterungs-
modell wurden für die Beschreibung des alterungsabhängigen Materialverhaltens kombi-
niert. Für die Modellierung wurden die Temperaturabhängigkeiten der einzelnen Materi-
alparameter über Funktionen abgebildet, welche mit Hilfe der Modellanpassungsversuche
bestimmt wurden. So konnte die Anzahl der zu optimierenden Parameter deutlich redu-
ziert werden und eine anisotherme Anpassung an alle durchgeführten Versuche erfolgen.
Mit diesem kombinierten Verformungsmodell ist eine sehr gute Beschreibung des Ma-
terialverhaltens bei thermisch-mechanischer Belastung über den gesamten untersuchten
Temperaturbereich möglich. Sowohl für die Verformungs- als auch die Lebensdauermo-
dellierung erfolgte eine erste probabilistische Interpretation, welche eine Beschreibung
der Einflüsse aus Beanspruchung und Beanspruchbarkeit auf die resultierende Lebens-
dauerstreuung in den TMF Versuchen erlaubt.
Die Beanspruchungssituation in thermisch-mechanisch belasteten Zylinderköpfen wurde
mit FE-Berechnungen charakterisiert und der Beanspruchung in TMF-Probenversuchen
gegenübergestellt. Für den untersuchten transienten Thermoschockzyklus ergibt sich in
den kritischen und hochbelasteten Ventilstegen eines Zylinderkopfs eine weitgehend ein-
achsige TMF Beanspruchung mit einer nur geringen Phasenverschiebung zwischen Tem-
peratur und mechanischer Beanspruchung, die mit "Out-of-Phase" (OP) Versuchen sehr
gut übereinstimmt. Die mechanische Dehnungsamplitude des transienten Thermoschock-
zyklus weißt nur eine geringe Erhöhung verglichen mit einem quasi-stationären Zyklus
auf. Die aus dem Gasdruck resultierende mechanische HCF-Dehnungsamplitude wurde
für den untersuchten Ottomotor dem aus Untersuchungen bekannten Schwellenwert, ab
dem eine überlagerte HCF-Beanspruchung zu einer Reduzierung der Lebensdauer führt,
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gegenübergestellt. Die berechneten HCF-Dehnungsamplituden liegen knapp unterhalb
des Schwellenwertes, so dass eine Trennung der rechnerischen Lebensdauerbewertung in
HCF und TMF zulässig ist. Detailiert wurde eine Interaktion zwischen der Entfestigung
aufgrund der Alterung und der sich einstellenden Zwängung untersucht. In Abhängig-
keit von der Geometrie und dem Ausmaß der Entfestigung ergibt sich eine deutliche
Erhöhung der Zwängung und damit der im TMF Zyklus resultierenden mechanischen
Dehnungsamplitude. Die Erhöhung ist ums größer, je stärker das kritisch beanspruchte
und entfestigende Volumen entfestigt und je stärker es mit der einspannenden Umgebung
wechselwirkt.
Gesamthaft betrachtet lassen sich die Ergebnisse dieser Arbeit folgendermaßen zusam-
menfassen:
Je nach eingesetzter Al-Si Gusslegierung gilt es die betrachteten Modellierungsbaustei-
ne geeignet zusammenzustellen. Zum Beispiel kann für Legierungen vom Typ Al-Si-Cu,
die eine stabilisierende Warmauslagerung bei sehr hohen Temperaturen erfahren haben,
eine Modellierung der Alterung entfallen, da keine signifikanten Änderungen der Fe-
stigkeit mehr zu erwarten sind. Für Legierungen die eine Wärmebehandlung erfahren
haben und im Ausgangszustand nahe dem Festigkeitsmaximum liegen, ist jedoch eine
Berücksichtigung der Festigkeitsänderungen durch die Alterungsvorgänge nötig.
Für eine Lebensdauermethodik gilt generell, dass sie als ganzheitliche Methode gesehen
werden muss. Einzelne Bausteine dürfen nicht aus dem Gesamtkontext herausgelöst be-
trachtet werden, sondern können nur im Zusammenhang des Prozesses, welcher für eine
Bewertung der thermomechanischen Lebensdauer durchgeführt wird, eingeschätzt wer-
den. So kann eine einfache Methode, welche durch einen großen Erfahrungsschatz zu einer
belastbaren Heuristik führt, auch große Dienste bei der Auslegung leisten. Generell gilt,
dass das Temperaturfeld großen Einfluss auf die resultierende thermisch-mechanische
Beanspruchung hat. Damit kommt der Temperaturfeldprognose eine entscheidende Be-
deutung für eine Lebensdauerbewertung zu.
Aufgrund der zahlreichen Einflussgrößen, von denen einige im Laufe einer Motorenent-
wicklung starken Schwankungen unterworfen sind, scheint der Schritt von einer deter-
ministischen, hin zu einer probabilistischen Lebensdauermethodik sinnvoll zu sein. Hier
könnte, statt einer berechneten Lebensdauer für einen thermomechanischen Zyklus, eine
Ausfallwahrscheinlichkeit für den thermomechanischen Zyklus mit geforderter Zyklen-
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zahl stehen, welche einen ausfallsicheren Betrieb bei Kundenbeanspruchungen gewähr-
leistet. In die probabilistische Betrachtung müssten neben den Streuungen im Werkstoff,
auch Streuungen und Unsicherheiten der thermischen Belastungen, sowie der geometri-
schen Situation einfliessen.
Eine weitere wichtige Größe für die TMF Versuchsführung ist die gestaltabhängige Deh-
nungsbehinderung, als Maß für die behinderte, thermische Dehnung. Zur Berücksich-
tigung des Einfluss der Alterung sind Komplexe TMF (CTMF) Versuche [180] über
die klassischen TMF Versuche hinaus von Interesse. Mit derartigen Versuchen kann der
Einfluss, den das spezifische Entfestigungsverhalten des jeweiligen Werkstoffzustandes
auf die Steifigkeit und damit auf die vorliegende Dehnungsbehinderung haben kann,
erfasst werden und realistischere mechanische Dehnungsamplituden für vergleichende
TMF-Versuche ermittelt werden. Ferner kann damit überprüft werden, inwieweit die
ermittelten Materialparameter unabhängig von der Belastungshistorie sind.
Abschliessend kann gesagt werden, dass für die weitere Entwicklung hochbelasteter Zy-
linderköpfe gleichermaßen Anstrengungen in der konstruktiven Gestaltung, wie z.B. Sä-
geschnitte zwischen den Brennräumen, eine sorgfältige Gestaltung der Kühlung und die
Weiterentwicklung der Zylinderkopfwerkstoffe notwendig sind [181].
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